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Etwa 50% des Gesamtumsatzes erwirtschaften Triebwerkshersteller heute mit der
Instandhaltung. Bei der Instandhaltung werden beschädigte Bauteile ausgetauscht oder
durch Regeneration, z. B. durch lokales Aufschweißen, repariert. Ein wichtiger Schritt
der Regeneration ist die Rekonturierung, durch die mittels spanender Verfahren die
ursprüngliche Werkstückgestalt wiederhergestellt wird. Häuﬁg legt die Rekonturierung
die ﬁnalen Randzoneneigenschaften und somit das Einsatzverhalten des Bauteils fest.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde der Rekonturierungsprozess am Beispiel der häuﬁg ein-
gesetzten Titanlegierung Ti-6Al-4V erforscht. Das Ziel ist die Randzoneneigenschaften
vorherzusagen, um somit eine bauteilindividuelle, effektive Auslegung und Bearbeitung
bei konstant hoher Bauteilqualität zu ermöglichen. Zunächst wurden die signiﬁkanten
Einﬂussgrößen identiﬁziert, welche die Randzoneneigenschaften beeinﬂussen. Für die
Eigenspannungen ist dies der Schneidkantenradius rβ des Fräswerkzeugs und für die
Oberﬂächentopographie die Kinematik des Fräsprozesses sowie die Schneidkanten-
mikrogestalt. Auf Basis dieser Erkenntnisse wurden mit Hilfe der am IFW entwickelten
Materialabtragssimulation CutS mathematische Modelle erstellt, mit denen die wichtig-
sten Randzoneneigenschaften, die Oberﬂächentopographie und die Eigenspannungen,
prognostizierbar sind.
Schlagwörter:Regeneration, Rekonturierung, Kugelkopffräsen, Randzoneneigenschaf-
ten, Oberflächentopographie, Eigenspannungen, Prozesskräfte
Abstract
Engine manufacturers generate about 50% of their total turnover with maintenance.
Damaged parts can either be replaced by spare parts or can be regenerated by e.g.
local welding processes. One major step of the process chain for regeneration is the
removal of excess weld material by cutting, which is called re-contouring. Re-contouring
is often the last process-step, which deﬁnes the ﬁnal surface integrity and thus the
performance of the reparied parts.
In this work, the re-contouring process is investigated fundamentally for the titanium alloy
Ti-6Al-4V. The aim is to predict the surface integrity in order to achieve a part-individual
and effective process design within a constant high level of component quality. In this
thesis the ﬁrst step was the identiﬁcation of the most signiﬁcant parameters, which
affect the surface integrity after re-contouring. The most signiﬁcant parameter on the
formation of residual stresses is the cutting edge radius rβ of the milling tool and the
surface topography is mainly deﬁned by the kinematic of the cutting edge as well as its
microgeometry. These results are further used to model the surface topography and the
residual stresses by using the material removal simulation CutS.
Keywords: regeneration, re-contouring, ball end milling, surface integrity, surface to-





2 Stand des Wissens 3
2.1 Regeneration und Rekonturierung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 3
2.1.1 Die Prozesskette der Regeneration . . . . . . . . . . . . . . . . . 3
2.1.2 Die Prozesskette der Rekonturierung . . . . . . . . . . . . . . . 5
2.1.3 Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung . . . . . . . 11
2.2 Die Eigenschaften der Titanlegierung Ti-6Al-4V . . . . . . . . . . . . . . 15
2.3 Randzoneneigenschaften nach der spanenden Bearbeitung . . . . . . . 18
2.3.1 Eigenspannungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 18
2.3.2 Oberﬂächentopographie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 29
2.3.3 Vorhersage der thermisch-mechanischen Werkstückbelastung
während der Zerspanung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 35
2.4 Zusammenfassung und Deﬁzite im Stand des Wissens . . . . . . . . . . 39
3 Zielsetzung und Vorgehensweise 41
4 Frästechnologie für die Rekonturierung 43
4.1 Bewertung der Frästechnologien für die Rekonturierung . . . . . . . . . 43
4.2 Analyse des Kugelkopffräsens . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 45
4.3 Oberﬂächengeneration beim Kugelkopffräsen . . . . . . . . . . . . . . . 48
5 Versuchstechnik 57
5.1 Versuchsaufbau . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 57
5.2 Analytik und Messunsicherheit . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
5.2.1 Prozesskräfte . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 60
5.2.2 Topographie . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 63
5.2.3 Eigenspannungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 65
5.3 Grundlagen nichtlinearer Versuchspläne . . . . . . . . . . . . . . . . . . 68
6 Identifikation der signifikanten Einflussgrößen auf die Randzoneneigen-
schaften 70
6.1 Versuchsplanung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 70
6.2 Signiﬁkante Einﬂussgrößen auf die resultierende Topographie . . . . . . 72
6.3 Signiﬁkante Einﬂussgrößen auf die resultierenden Eigenspannungen . . 75
7 Thermomechanische Werkstückbelastung durch die Rekonturierung 81
7.1 Versuchsplanung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 84
x Inhaltsverzeichnis
7.2 Analyse der physikalischen Effekte . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 85
7.2.1 Thermische Einﬂüsse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 86
7.2.2 Mechanische Einﬂüsse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 94
7.3 Modellierung der mechanischen Werkstückbelastung . . . . . . . . . . 99
8 Eigenspannungen 114
8.1 Versuchsplanung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 114
8.2 Auswertung der experimentellen Eigenspannungsergebnisse . . . . . . 115
8.3 Vorhersage der Eigenspannungen . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 124
9 Topographie 139
9.1 Versuchsplanung . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 139
9.2 Vorhersage der kinematischen Topographie . . . . . . . . . . . . . . . . 140
9.3 Berücksichtigung der Werkzeugabdrängung . . . . . . . . . . . . . . . . 148
9.4 Berücksichtigung stochastischer Einﬂüsse . . . . . . . . . . . . . . . . . 153
10 Folgerungen für die Praxis 167





Symbole mit physikalischen Werten oder Variablen sind in kursiver Schrift und kenn-
zeichnende Symbole bzw. Einheiten in regulärer Schrift geschrieben. Matrizen sind
fett markiert und Vektoren mit entsprechenden Pfeilen versehen. Zeitliche Ableitungen
werden durch einen Punkt und zeitlich gemittelte Größen durch einen waagerechten
Strich über dem Symbol gekennzeichnet.
Arabische Symbole
∆t Simulationszykluszeit s
dFt,1, dFr,1, dFa,1 Einheitsvektoren in Richtung der tangentialen, radialen und axialen
Zerspankraft -
A Spanungsquerschnitt mm
a Kontaktﬂäche der Hertzschen Pressung mm
A% Bruchdehnung -
ae Eingriffsbreite mm
AK Fläche des Kollimators bei der Eigenspannungsmessung hkl mm
ap Schnitttiefe mm
Asp Kennwert der Fläche bei der Oberﬂächengeneration mm
b Spanungsbreite mm
br Zeilenbreite mm
cpm mittlere speziﬁsche Wärmekapazität J/(kgK)
dhkl Abstand der Netzebenen hkl Å
DWz,eff effektiver Werkzeugdurchmesser mm
DWz Werkzeugdurchmesser mm
E E-Modul GPa
e Wert des Werkzeugrundlauffehlers µm
E∗ Ersatz E-Modul der Hertzschen Pressung Pa
e∗ wirkende Exzentrizität µm
F ′c,r Reibanteil der bezogenen Schnittkraft im Bereich der Mindestspa-
nungsdicke N/mm
fc wirkender Zahnvorschub mm
Fc, FcN Schnitt- und Schnittnormalkraft N
FD Abdrängungskraft N
Ff, FfN, Fp Vorschub-, Vorschubnormal- und Passivkraft N
FHtz Kontaktkraft bei der Hertzschen Pressung N
FPl,t, FPl,r, FPl,a tangentiale, radiale und axiale Zerspankraft, Ploughinganteil N
FS,t, FS,r, FS,a tangentiale, radiale und axiale Zerspankraft, Scheranteil N




ha Spanungsdicke, analytisch bestimmt mm
hmin Mindestspanungsdicke µm
hm mittlere Spanungsdicke mm
hn Spanungsdicke, numerisch bestimmt mm
kt,c, kr,c, ka,c tangentialer, radialer und axialer Scherkraftkoefﬁzient N/mm2
kt,e, kr,e, ka,e tangentialer, radialer und axialer Ploughingkraftkoefﬁzient N/mm
l Anzahl der Stufen eines Versuchsplans -
Lerr Wahrscheinlichkeit der Fehlanpassung eines Modells %
lα Kontaktlänge zwischen dem Werkstück und dem Werkzeug im Be-
reich der Freiﬂächenreibung µm
m Anzahl der Faktorstufenkombinationen eines Versuchsplans -
N Versuchsumfang -
n Anzahl der Realisierungen eines Versuchsplans -
n Drehzahl 1/min
p Generator eines fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans -
Perr interne Fehlerabschätzung eines Modells %




ri Radius der Kontaktpartner i bei der Hertzschen Pressung µm




Ra arithmetischer Mittenrauwert µm
RMS mittlere quadratische Abweichung var.
Rt Gesamthöhe des Rauheitsproﬁls µm
Rz gemittelte Rautiefe µm




vc,eff effektive Schnittgeschwindigkeit m/min




z0 Informationstiefe der Röntgenstrahlung µm
zg Tiefe der globalen, maximalen Druckeigenspannung µm







αn Präzessionswinkel der Werkzeuganstellung, Eulerwinkel °
αT,m mittlerer Wärmeausdehnungskoefﬁzient 1/K
β resultierender Winkel zwischen Anstellwinkel λ, τ °
βn Nutationswinkel der Werkzeuganstellung, Eulerwinkel °
χ Richtung der Werkzeugexzentrizität relativ zur Vorschubrichtung °
∆ϕE Winkelversatz °
δ Drallwinkel °





λ Vorschubrichtungswinkel, Projektion der Werkzeuganstellung °
λR Wellenlänge der Röntgenstrahlung nm
λTi Wärmeleitfähigkeit, Index gibt Element an, hier Titan W/(mK)
µ1 Erwartungswert, Maßzahl die Zufallsvariable im Mittel annimmt -
µ2 Varianz, Maßzahl für die Abweichung einer Variablen von ihrem
Erwartungswert µ1 -
µ3 Schiefe, Maßzahl für die Asymmetrie einer Verteilungsfunktion -
µ4 Wölbung, Maßzahl für die Steilheit einer symmetrischen Verteilungs-
funktion -
µx% Erwartungswert bei einem Konﬁdenzintervall von x% -
ν Poissonzahl -
φ Hauptrichtung der Eigenspannung relativ zu einer Referenz °
φ Scherwinkel °
ρ Reibwinkel °
ρTi Dichte, Index gibt Element an, hier Titan kg/m3
σ1,2 Eigenspannungen in 1. bzw. 2. Hauptrichtung MPa
σdev,i deviatorischer Spannungsanteil in Richtung i MPa
σg Druckeigenspannungen beim globalen Minimum MPa
σhydr hydrostatischer Spannungsanteil MPa
σv Vergleichsspannung nach von Mises MPa
σx% Signiﬁkanzniveau von x% -
τ Kippwinkel, Projektion der Werkzeuganstellung °
τS Scherspannung MPa
θ Beugungswinkel der Netzebenen hkl °
ε Dehnung -
ϕ Eingriffswinkel beim Fräsen °
ϕa Austrittswinkel beim Fräsen °
ϕe Eintrittswinkel beim Fräsen °
xiv Symbolverzeichnis
ξx% Konﬁdenzintervall von x% einer Verteilungsfunktion -








e3 Richtungsvektoren der Wirk-Ebenen -
#     »
Fges Zerspankraftvektor N
#    »
F ∗res Projektion des summierten Kraftvektors der oberﬂächengenerieren-
den Kräfte N
#    »
Fres summierter Kraftvektor der oberﬂächengenerierenden Kräfte N
#»






vc Vektor der Wirk-, Vorschub-, und Schnittrichtung -
σ Spannungstensor Pa
Rx,Ry,Rz Rotationsmatrix um die X, Y und Z-Achse -
Teuler Transformationsmatrix mit Eulerwinkel αn, βn -
Tλ,τ Transformationsmatrix mit Projektionswinkel λ, τ -
X Designmatrix eines Versuchsplans -
1 Einleitung 1
1 Einleitung
Komplexe Investitionsgüter sind Bauteile oder Baugruppen, die während ihrer Ferti-
gung eine hohe Wertschöpfung erfahren und demzufolge Leistungs- und Werterhaltung
wichtige Aspekte in ihrer Produktlebenszeit darstellen. Ein Beispiel für die Verwendung
derartig hochwertiger und häuﬁg geometrisch komplexer Bauteile ist das Flugzeug-
triebwerk, dessen Herstellungskosten häuﬁg die Verkaufserlöse übersteigen und der
Nettogewinn langfristig durch die Instandhaltung erwirtschaftet wird. Dies ist im Dia-
gramm in Bild 1.1 dargestellt, das zwei Cashﬂow-Kurven von bisherigen und aktuellen
Triebwerkprogrammen zeigt. Durch die hochwertigeren Komponenten, höheren Ent-
wicklungskosten und komplexeren Konstruktionen aktueller Triebwerksprogramme, ist
die Gewinnschwelle erst nach ca. 15 Jahren erreicht. Die Tendenz ist steigend. So-




































Bild 1.1: Cashﬂow von Triebwerksherstellern [Lüb11, Zan14]
Bei der Instandhaltung werden beschädigte Bauteile entweder ausgetauscht oder durch
Regeneration instandgesetzt. Eine Regeneration beinhaltet das Ausbessern von lokalen
Bauteilschäden durch Schweiß- und Lötprozesse und ist somit ein Zurücksetzen der
Bauteildegeneration ohne Austausch. Die Entscheidung zwischen Regeneration und
Austausch ist abhängig von der Komplexität des Bauteils, der Art des Schadens und
basiert auf ökonomischen Kriterien. Das ökonomische Potenzial der Regeneration
von Triebwerkskomponenten mit hohen Wertschöpfungen ist am höchsten bei denen
sich nach Bieler und O’Neill zwischen 50% und 90% der Kosten gegenüber eines
Neuteils einsparen lassen [Bie97, O’N01]. Ferner wird die Regeneration auch bei
anderen Investitionsgütern wie zum Beispiel Windrädern, Dampf- oder Gasturbinen,
Triebfahrzeugen und Produkten aus der Druckindustrie vermehrt eingesetzt. Auch
die ökologischen Vorteile einer Regeneration rücken durch die knapper werdenden
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Ressourcen der Erde in den Fokus. Somit ist für die Zukunft denkbar, dass sich die
Regeneration als Alternative zu bisherigen Produktionstechnologien etabliert und für
jegliche Arten von langlebigen Gütern eingesetzt wird. Dies ist nur möglich, wenn die
Prozesskette der Regeneration preiswert einsetzbar und ﬂexibel ist.
Diese Anforderungen sind konträr zu der heutigen Auslegungsmethodik der Produkt-
regeneration, die maßgeblich durch Erfahrungswissen, Empirie und stellenweise von
manueller Arbeit geprägt sind. Dadurch verlängert sich die Auslegung, Entwicklung und
Freigabe der Reparaturtechnologie. In der Luftfahrtindustrie dauert die Freigabe einer
Reparaturtechnologie durch die Zertiﬁzierung der amerikanischen Federal Aviation
Administration (FAA) bzw. der europäischen Agentur für Flugsicherheit (EASA) derzeit
ca. 2 bis 5 Jahre und ist somit zeitaufwendig und kostenintensiv. Eine Vision ist es, eine
vollständig automatisierte Prozesskette der Bauteilregeneration virtuell abzubilden, die
günstigsten Pfade und Prozesse bei neuen Schadensfällen auszuwählen und somit ein
optimales Prozessergebnis noch vor Beginn der Bauteilregeneration zu gewährleisten.
Damit wäre eine schnellere und somit preiswerte Auslegung einer ﬂexiblen Prozesskette
der Regeneration möglich. Diese Vision verfolgt der Sonderforschungsbereich 871:
Regeneration komplexer Investitionsgüter, in dessen Rahmen diese Arbeit entstanden
ist.
Der in dieser Arbeit betrachtete Prozessschritt der Regeneration ist die Rekonturierung.
Hierbei werden Störkonturen, wie z. B. Schweiß- oder Lötnähte, durch spanende Verfah-
ren entfernt und somit die ursprüngliche Werkstückgestalt wiederhergestellt. Bei diesem
Prozessschritt werden maßgeblich die Qualität und die Leistungsfähigkeit durch die
resultierenden Randzoneneigenschaften des Bauteils festgelegt. Für das Beispiel des
Flugzeugtriebwerks beeinﬂussen die Oberﬂächenqualität von einzelnen Komponenten
häuﬁg die Strömungsverluste und die Eigenspannungen in den Komponenten die Bau-
teillebensdauer. Dies gilt insbesondere für Verdichterkomponenten, die überwiegend
aus Titanlegierungen bestehen. Daher sind Oberﬂächenqualität und Eigenspannungen
für diese Art von Bauteilen die wichtigsten Randzoneneigenschaften.
Diese Arbeit leistet einen Beitrag zur virtuellen Prozessauslegung der Rekonturierung
mit dem Fokus der Oberﬂächentopographie und den Eigenspannungen am Beispiel
der Titanlegierung Ti-6Al-4V. Darüber hinaus wird das Prozessverständnis für das
eingesetzte Kugelkopffräsen erweitert, was ebenfalls für eine Vielzahl geometrisch
anspruchsvoller Bauteile in der Neuteilproduktion Anwendung ﬁndet. Das generier-
te Wissen kann für die virtuelle Auslegung spanender Fräsprozesse sowohl für die
Neuteilfertigung, als auch der Bauteilregeneration gleichermaßen verwendet werden.
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2 Stand des Wissens
Der Stand des Wissens gliedert sich inhaltlich in zwei Teile. Im ersten Teil wird die
Literatur zur Regeneration und insbesondere die Rekonturierung beschrieben (Kapitel
2.1). Dabei werden die Bauteileigenschaften nach der Rekonturierung fokussiert, die
maßgeblich von der eingesetzten Maschinentechnologie, der Bahnplanung sowie der
Werkzeug- und Einstellgrößen festgelegt werden. Es lässt sich vorweg nehmen, dass
deutlich weniger wissenschaftliche Erkenntnisse zur Regeneration und Rekonturierung
existieren, als bei der Herstellung von neuen Bauteilen. Ferner ist unbekannt, welche Er-
kenntnisse übertragbar sind zwischen Herstellung und Regeneration. Aus diesem Grund
bezieht sich der zweite Teil des Stand des Wissens (Kapitel 2.3) auf die Erkenntnisse
der resultierenden Randzoneneigenschaften nach der Bauteilherstellung. In Kapitel 2.1
wird die Titanlegierung Ti-6Al-4V aufgrund des heutigen und zukünftigen Einsatzes in
der Luftfahrtindustrie als geeignetes Beispiel für die Erforschung der Rekonturierung
identiﬁziert, weshalb die Legierung in Kapitel 2.2 beschrieben wird.
2.1 Regeneration und Rekonturierung
2.1.1 Die Prozesskette der Regeneration
Im Folgenden wird der aktuelle Stand der Erkenntnisse bei der Prozesskette der Rege-
neration kurz zusammengefasst und bewertet. Eine eindeutige Deﬁnition und Abgren-
zung der einzelnen Prozessschritte der Regeneration ﬁndet in der Literatur nicht statt.
Die vorgestellten Prozessketten in [Jan98, Bra85, Yil10, Bre07, DeW08, Bri98, Ebe07,
Mig10, Gao08, Zhu08] zur Regeneration verschiedener Güter bei unterschiedlichen










Bild 2.1: Prozesskette der Regeneration
Die Auswahl der Regenerationstechnologien für die Prozesskette aus Bild 2.1 wird
maßgeblich von den Schadensfällen und dem Werkstoff festgelegt. Als Beispiel seien
hier die von Carter vorgestellten Schadensfälle von Verdichter- und Turbinenschau-
feln genannt, die auf die meisten anderen Investitionsgüter übertragbar sind [Car05].
Verdichterschaufeln im Niederdruckbereich bestehen zur Gewichtsreduktion häuﬁg
aus Titanlegierungen und sind thermisch und korrosiv nur gering belastet [Kel06]. Die
häuﬁgsten Schäden sind mechanisch bedingt durch z. B. Einschläge von Fremdobjek-
ten und abrasiven Medien, z. B. Sand. Bei mechanischer Beschädigung rotatorischer
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Bauteile können gegebenenfalls Sekundärschäden wie Materialermüdung, engl. High-
Cycle-Fatique (HCF), aufgrund der Unwucht entstehen [Car05, Ebe07]. Die auftreten-
den Schäden an Turbinenschaufeln, unter anderem sind dies Korrosion, Oxidation,
Gefügeveränderungen, Kriechen und Risse, sind beispielhaft für Bauteile mit hoher
Temperaturbelastung. Daher sind diese Bauteile aus hochwarmfesten, einkristallinen
Nickelbasis- und Kobaltlegierungen gefertigt [Brä09]. Schäden an Standardbauteilen im
Maschinenbau wie Zahnräder oder Lager sind häuﬁg Deformationen, Ermüdung und
Kaltverschweißungen. Eine Regeneration dieser Bauteile ﬁndet aufgrund des hohen
Aufwands nur bei kostenintensiven Sonderausführungen statt.
Die Vorbehandlung umfasst die Maßnahmen der Reinigung, ggf. eine Entschichtung
und Prüfverfahren zur Detektion von Schäden. Die Reinigung kann hierbei mechanisch
(z. B. Strahlen oder Gleitschleifen), thermisch (z. B. Glühen) oder chemisch (Spülen oder
Ent-/Aufoxidieren) erfolgen [Haa96]. Mechanische Reinigungsmethoden werden bei der
Regeneration verwendet um etwaige Beschichtungen, die häuﬁg bei thermisch hoch
beanspruchten Bauteilen wie Turbinenschaufeln eingesetzt werden, zu entfernen, engl.
stripping [Bra85]. Die anschließenden Verfahren Farbeindring-, Wirbelstrom-, Ultraschall-
und Magnetpartikelprüfung dienen der Detektion von Rissen im Bauteil. Eine detaillierte
Beschreibung der Verfahren ist in [Raj00] zu ﬁnden.
Der Materialauftrag ﬁndet maßgeblich durch Löt- und Schweißverfahren statt. Die Wahl
des Fügeprozesses ist abhängig von der Geometrie des Schadens sowie der Auswir-
kung auf das Materialgefüge. Hierbei sind die Gefügeveränderungen verfahrensbedingt
beim Löten geringer als beim Schweißen. Tiefe Risse werden aufgrund der Nutzung
des Kapillareffekts häuﬁger durch Löten regeneriert, während bei oberﬂächennahen
Schäden die Schweißtechnologie Anwendung ﬁndet. Beide Verfahren führen in der
Regel zu reduzierten mechanischen Eigenschaften oder verringerten Dauerfestigkeiten
im Vergleich zu neuen Bauteilen [Hen11, Ved07, Ric08, Hen10, Li11]. Im Gegensatz
zu Nickelbasislegierungen werden Titanlegierungen aufgrund ihrer Gefügestruktur
und der Möglichkeit einer anschließenden Wärmebehandlung geschweißt statt gelö-
tet. Die eingesetzten Regenerationsverfahren sind manuelles WIG-Schweißen oder
automatisiertes Plasmaschweißen [Ebe07], Elektronenstrahlschweißen [Li11] oder La-
serstrahlschweißen [Kel06]. Für eine detaillierte Beschreibung der Vor- und Nachteile
der Schweißverfahren mit den resultierenden Gefügestrukturen von Titanlegierungen
wird auf Peters und Lütjering verwiesen [Pet02, Lüt07].
Technologiebedingt wird durch Schweißen, Löten oder Galvanisieren mehr Werkstoff
aufgetragen als zur Wiederherstellung der gewünschten Kontur notwendig ist. Zur
Einhaltung der Maß- und Formtoleranzen werden die überschüssigen Störkonturen
durch spanabhebende Verfahren entfernt, genannt Rekonturierung. Während die Re-
konturierung bei galvanisierten Stahlwellen durch einfaches Außenlängsdrehen möglich
ist, werden geometrisch komplexe Bauteile wie Verdichterschaufeln größtenteils durch
manuelle Bandschleifverfahren rekonturiert [Yil10, Gao08, Wei05]. Der Grund dafür ist
die individuelle Gestalt des zu regenerierenden Bauteils durch die Vielfalt von mögli-
chen Schäden. Durch die sich ändernde Gestalt sind die „starren“ NC-Programme der
Bauteilherstellung nicht auf die Rekonturierung übertragbar [Wei05]. Zur Sicherstel-
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lung einer gleichbleibenden Bauteilqualität und einer hohen Wirtschaftlichkeit ist daher
ein zunehmender Trend zu automatisierten Rekonturierungsprozessen zu beobach-
ten, die unter dem Begriff Adaptive Machining zusammengefasst sind [Bre07, Mul01].
Hierbei wird das Bauteil durch taktile oder optische Methoden digitalisiert und auf Ba-
sis der Daten ein automatisiert erstellter, angepasster NC-Code zur Rekonturierung
verwendet. Zur Rekonturierung werden hauptsächlich die Fertigungsverfahren Fräsen
[Yil05, Ebe07], Schleifen [Mig10] und Polieren [Hua02] eingesetzt, deren Auswahl auf
Basis der Qualitätsanforderung und des Werkstückmaterial getroffen wird.
Bauteile mit hoher dynamischer Belastung, beispielsweise Verdichterdisks aus Ti-
tan, werden häuﬁg durch Verfestigungsstrahlen nachbehandelt, wodurch Druckei-
genspannungen eingebracht werden, die nachweislich die Dauerfestigkeit erhöhen
[Büh33, Jam10]. Ein Grund hierfür ist der unbekannte Eigenspannungszustand nach
der Rekonturierung, bei dem teilweise lokale Wärmebehandlungen mittels Induktion
durchgeführt werden, um den Einﬂuss des Materialauftrags bzw. der Rekonturierung zu-
rückzusetzen [Ebe07, MTU07]. Bauteile mit hoher thermischen Belastung, beispielswei-
se Turbinenkomponenten, werden häuﬁg durch Wärmedämmschichten, engl. Thermal
Barrier Coatings (TBC), beschichtet. Appliziert werden die Schichten durch Plasmasprit-
zen oder PVD-Prozessen. Nach Abschluss der Nachbehandlung und der Remontage
endet die Regeneration mit einem Testlauf des Investitionsguts.
2.1.2 Die Prozesskette der Rekonturierung
Im Gegensatz zur Prozesskette zur Regeneration unterscheiden sind die Prozessschritte
einer automatisierten Rekonturierung in der Literatur nur unwesentlich voneinander.
Dabei wird unter einer automatisierten Rekonturierung die Verwendung von Maschinen
unter Wegfall der manuellen Arbeit verstanden, was derzeit Stand der Wissenschaft
ist und vermehrt industriell eingesetzt wird [MTU07, Bre06a, Hua03, Yil10, Bic05]. Die
Prozesskette der Rekonturierung ist in Bild 2.2 dargestellt.
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Bild 2.2: Prozesskette der Rekonturierung
Spanntechnologien für die Rekonturierung
Zunächst wird das zu rekonturierende Werkstück in einem Spannsystem gerüstet. Bei
der Auswahl der Spanntechnologien werden die Kriterien Anforderung, Genauigkeit, Zu-
verlässigkeit, Spannzeit und Kosten gegeneinander abgewogen, wodurch die gewählte
Lösung häuﬁg ein Kompromiss ist [Fle06]. Die zu rekonturierenden Werkstücke weisen
meistens eine komplexe Gestalt auf, wie z. B. die Tannenbaumstruktur von Verdichter-
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oder Turbinenschaufelfüßen. Eine Möglichkeit diese Art von Werkstücken formschlüs-
sig zu spannen, ist die Herstellung von Spannbacken mit einer negativen Kontur der
Oberﬂächengeometrie [Hei91], z. B. verwendet im Projekt „AROSATEC“ [Bre06a]. Die
Vorteile der Formspannbacken sind die hohe Steiﬁgkeit und Referenzierbarkeit, die in
der Praxis jedoch nur bei großen Stückzahlen ökonomisch sind [Hei91]. Nach Pfeifer ist
für autonome Maschinen mit der Losgröße 1, was bei der Rekonturierung aufgrund der
unterschiedlichen Geometrien und Schadensfällen zutrifft, eine Erhöhung der Flexibilität
bei Spannsystemen notwendig [Pfe06]. Formﬂexible Spannstößel sowie niedrigschmel-
zene Legierungen sind eine ﬂexible Alternative zu den oben genannten Spannbacken.
Bei den formﬂexiblen Spannstößel bewegen sich von zwei Seiten mehrere, einzelnd
bewegliche Stößel auf das Werkstück zu, die sich an die Oberﬂäche anlegen und die
Geometrie des Werkstücks nachbilden und anschließend durch hydraulischen Druck
verspannt werden. Kommerziell erhältliche, formﬂexible Spannstößel wurden z. B. von
Yilmaz et al. [Yil10] und Gao et al. [Gao08] für die Fixierung der Strömungsﬂäche
bei Verdichterschaufeln eingesetzt. Bei den niedrigschmelzenen Legierungen wird
das Werkstück zur Erzeugung von prismatischen Spannﬂächen partiell eingegossen.
Namensgebend ist die geringe Temperatur von T < 300°, die zum Schmelzen der Le-
gierung ausreicht, wodurch nur wenig Energie aufgewendet werden muss. Ein Nachteil
der niedrigschmelzenen Legierungen ist die Neigung zum Kriechen bei Raumtempera-
tur [Pfe06]. Je höher die Flexibilität eines Spannsystems ist, desto geringer ist häuﬁg
deren Einspann-Wiederholgenauigkeit und Steiﬁgkeit. Die Dämpfung kann im Fall der
niedrigschmelzenen Legierungen sogar besser sein [Möh12].
Maschinentechnologien für die Rekonturierung
Bei der entwickelten Prozesskette von Möhring entfällt dieser erste Prozessschritt
der Rekonturierung aus Bild 2.2 aufgrund des Transport der Werkzeugmaschine zum
Werkstück [Möh08]. Somit ist die Wahl des Spannsystems und somit der Rüstvorgang
von der jeweiligen Maschine abhängig. Zur automatisierten Rekonturierung werden
in der Literatur Industrieroboter [Hua03, Uhl13a, Ber12, Leh12], 5-achsige Bearbei-
tungszentren [Bre06a, Ebe07, Lee07, Gao08, Yil10, Bic05] und hybridkinematische
Bearbeitungseinheiten verwendet [Möh08], wie in Bild 2.3 dargestellt.
Hinsichtlich einer ﬂexiblen Rekonturierung sind Industrieroboter wegen der hohen An-
zahl an kinematischen Freiheitsgraden gut geeignet. Die größten Nachteile bei der
Verwendung von Robotern für die Rekonturierung sind die geringe, posenabhängi-
ge Steiﬁgkeit aufgrund der seriellen Struktur und die Positioniergenauigkeit. Im Fall
von Schleifprozessen für die Rekonturierung konnte dieser Nachteil von Huang et
al. durch eine kraftgebundene Prozessauslegung umgangen werden [Hua02, Hua03].
Dafür ermittelten Huang et al. zunächst den Einﬂuss des Materialabtrags auf die Va-
riation von Bandgeschwindigkeit, Vorschub und Kontaktkraft. Anschließend konnte mit
diesen Daten der Werkzeugverschleiß durch Anpassung der Einstellgrößen ausgegli-
chen und gleichzeitig die Prozesszeit um 42% gegenüber der manuellen Bearbeitung
reduziert werden. Eine ähnliche Rekonturierungsstrategie beim Schleifen wurde von
Uhlmann et al. entwickelt, indem der Vorschub durch den Roboter zur Einstellung des







Bild 2.3: Verwendete Maschinen für die Rekonturierung [Bre06a, Möh08, Leh12]
Materialabtrags durch eine Kraftregelung angepasst wurde [Uhl13a]. Derzeit werden
Industrieroboter zwar in einzelnen Fällen für die Fertigung von Bauteilen durch Fräsen
eingesetzt [Leh12, Ber12], aber nicht für die Rekonturierung.
Werkzeugmaschinen sind teurer als Industrieroboter, weniger mobil und wegen der ge-
ringeren Anzahl an Freiheitsgrade unﬂexibler. Trotzdem werden maßgeblich 5-achsige
Bearbeitungszentren für die Rekonturierung aufgrund der höheren Steiﬁkgeit und
Genauigkeit eingesetzt, die ggf. durch integrierte Messsysteme erweitert werden.
Bei kleinen Bauteilen wie Schaufeln sind die Rotationsachsen häuﬁg werkstücksei-
tig angeordnet [Bre06a], während bei großen Bauteilen wie Umformgesenken ein
Portalaufbau [Bic05] verwendet wird. Eine integrierte Reparaturzelle für die Repara-
tur von Massiv- und Blechumformwerkzeugen wurde von Bichmann et al. im Rah-
men des Projekts „OptoRep“ entwickelt [Bic05]. In die konventionelle Doppelspindel-
Portalfräsmaschine wurden in der HSK-Schnittstelle ein optischer Messkopf sowie ein
Laser-Pulverauftragschweißkopf integriert. Jedoch existieren derzeit keine Erkenntnisse
in der Literatur zu aktiver bzw. passiver Prozessregelung bei der Rekonturierung. In
der Literatur werden 5-achsige Schleifmaschinen für die Rekonturierung wegen der
geringen Flexibilität und der Zugängigkeitsproblematik nicht eingesetzt.
Ein Kompromiss zwischen den steifen aber teuren Werkzeugmaschinen und dem
preiswerten, ﬂexiblen aber nachgiebigen Industrieroboter stellt die Nutzung einer trans-
portablen, hybridkinematischen Bearbeitungseinheit dar, die von Möhring hinsichtlich
des Maschinenverhaltens unter Berücksichtigung des Szenarios eines reaktionsschnel-
len Einsatzes für die Gesenkrekonturierung untersucht wurde [Möh08]. Es zeigte sich
zunächst ein nichtlinearer, posenabhängiger Positionierfehler des Endeffektors von bis
zu 325 µm, der durch Modellierung des elastokinematischen und thermischen Maschi-
nenverhaltens auf ca. 50 µm kompensiert wurde. Somit ist die Leistungsfähigkeit der
hybridkinematischen Bearbeitungseinheit für die Rekonturierung zwischen den von
Robotern und Werkzeugmaschinen einzuordnen.
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Erfassung der Werkstückkontur
CAD Daten aus der Konstruktion können für die Rekonturierung aufgrund der erlittenen
Schäden und Deformation nicht verwendet werden [Gao08]. Daher ist es notwendig
das eingespannte Werkstück zu digitalisieren. Es werden optische (Messgenauigkeit
≈ ±15 µm) und taktile Messverfahren (Messgenauigkeit ≈ ±2 µm) verwendet [Bag09].
Trotz höherer Messgenauigkeit von taktilen Systemen ist in der Literatur vermehrt ein
Trend zur Nutzung optischer Methoden bei der Erfassung der Werkstückkontur zu ver-
folgen [Bre96, Bri98, Bic05, Bon06, Yil10]. Die Gründe sind eine geringere Messzeit im
Vergleich zu taktilen Systemen sowie die kontinuierliche Verbesserung der optischen
Messsysteme in den letzten Jahren. Insbesondere die Streifenlichtprojektion ermöglicht
heute durch angepasste Algorithmen eine schnelle Erfassung der Werkstückkontur
[Ack10] und wird für großﬂächige Bauteile [Huk10] sowie bei der Rekonturierung [Bri98]
eingesetzt. Nach der Digitalisierung liegen die Daten als Punktewolke vor und sind
für eine direkte Weiterverwendung in einem CAD/CAM System nicht geeignet. Hierzu
ist ein CAD-Volumenmodell notwendig, was eine geschlossene, mathematische Be-
schreibung der Oberﬂäche darstellt. Der Vorgang der Rückrechnung von Messdaten zu
einem CAD-Modell wird Re-Engineering genannt [Bag09]. Dazu wurden in den letzten
Jahren eine Vielzahl von Algorithmen entwickelt, die zunächst die aufgenommenen
Daten segmentieren, klassiﬁzieren und mit Hilfe der Regression eine geschlossene
mathematische Form deﬁnieren. Bei komplexen Freiformﬂächen sind diese Regressio-
nen zwischen den segmentierten Teilobjekten häuﬁg tangenten- oder krümmungsstetig
[Möh08]. Diese Art der Flächenrückführung von unbekannten Objekten stößt jedoch bei
mehrfach gekrümmten Verdichterschaufeln aufgrund der Geometriekomplexität an ihre
Grenzen [Wu13]. Aus diesem Grund werden bei dieser Art von Bauteilen die Messda-
ten mit einem CAD-Mastermodell verglichen und durch geeignete Referenzierung der
Datensätze eine Rekontruktion durchgeführt.
Erzeugung der Werkzeugwege
Zwar sind in der Literatur unterschiedliche Algorithmen und Methoden zur Erzeugung
adaptiver Werkzeugwege zu ﬁnden [Bri98, Bre00, Bre07, Mul01, Dix01, Gao05, Gao08,
Yil10], jedoch nutzen alle Systeme einen ähnlichen Ablauf. Zunächst werden die Abwei-
chungen zwischen den gemessenen Daten und einem CAD-Neuteilmodell bestimmt.
Anschließend wird der Werkzeugweg auf Basis der Abweichungen angepasst. Lediglich
die Messmethoden, die hinterlegten Datensysteme und Algorithmen unterscheiden sich.
Während Brinksmeier et al. [Bri98] die Rekonstruktion mit Hilfe der Streifenlichtprojekti-
on in unterschiedlichen Posen und vordeﬁnierten Grenzﬂächen erfasst, nutzt Bremer
[Bre00] taktile Sensoren, um die Kontur an mehreren Querschnitten einer Schaufel
unterhalb der Schweißnaht zu messen. Später wurden die Methoden von Bremer durch
ein weiterentwickeltes Datenmanagementsystem, ein integriertes CAM-Modul und Ver-
wendung optischer Messsysteme verbessert und werden heute kommerziell von der
Fa. BCT angeboten [Bre07]. Ein weiteres kommerziell erhältliches System zur adapti-
ven Erzeugung von Werkzeugwegen wird von der Fa. TTL angeboten, vorgestellt von
Mullins [Mul01] und Dix [Dix01]. Das System vermisst, analog zu Bremer, Bereiche
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des unbeschädigten Werkstücks und vergleicht diese Bereiche mit einem Master-CAD
Modell und passt die Werkzeugwege mit einer abgeänderten Version der CAM-Software
NX adaptiv an. In beiden Systemen wird eine NC-Simulation zur Kollisionsüberprüfung
eingesetzt, bei denen nur geometrische Aspekte und nicht die Schweißnahtgestalt
berücksichtigt werden. Gao et al. entwickelten eine integrierte Strategie bei der die
bisher getrennten Bereiche des Materialauftrags und der adaptiven Rekonturierung
durch ein gemeinsames Spannsystem und durchgängiges Datenmanagement verknüpft
werden [Gao05]. Auch das System von Gao et al. verwendet ein Master-CAD Modell
zur Erzeugung der adaptiven Werkzeugwege für das Schweißen bzw. Fräsen. Die
in [Gao05] vorgestellten Methoden wurden später für gekrümmte [Gao08] und dünne
Schaufelgeometrien [Yil10] angepasst. Ein Beispiel für erzeugte Werkzeugwege mit der
genannten Methodik ist in Bild 2.4 dargestellt. Die größten Herausforderungen bei der
geometrischen Rekonstruktion von komplexen Investitionsgütern sind nach Wu et al.
die Erhöhung der Effektivität und Genauigkeit der eingesetzten Algorithmen sowie eine




generierte Werkzeugwege bei der 
Verwendung eines Kugelkopffräsers
Bild 2.4: Werkstückdigitalisierung und Werkzeugwege beim Tip-Repair aus [Yil10]
Verwendete Werkzeuge und Werkzeugwege bei der Rekonturierung
Aus der Literatur wird deutlich, dass es bei der Fertigung, von z. B. Turbinenkompo-
nenten, deutlich mehr Prozessstrategien und Werkzeugkonzepte existieren, als bei der
Rekonturierung. Bei der Rekonturierung werden maßgeblich Kugelkopffräswerkzeuge
eingesetzt [Yil10, Gao08], in der Fertigung zusätzlich Plan-, Torus-, und Schaftfräser
[Yil05]. Für die Rekonturierung werden häuﬁg 3+2 Frässtrategien verwendet, bei denen
eine konstante Anstellung des Werkzeugs zur Oberﬂäche deﬁniert wird (siehe Bild 2.4).
Diese Strategie gilt bei der Herstellung aufgrund der geringen Produktivität als veraltet
und führt je nach Anstellung und Werkzeugweg zur verringerten Oberﬂächenqualität
durch Schwingungen, wie von Lim et al. experimentell nachgewiesen wurde [Lim02].
Teilweise werden reine 3-achsige Frässtrategien eingesetzt, wie z. B. von Yilmaz et al.
zur Rekonturierung der Spitze von dünnen Verdichterschaufeln aus Inconel 718 [Yil10].
Zur Erzeugung der Werkzeugwege für die Schaufelspitze (Schaftfräser D = 10mm) und
der Schaufelﬂäche (Kugelkopffräser D = 6mm) wurden unbeschädigte Bereiche der
Schaufel als Referenz gesetzt. Werkstückschwingungen wurden durch eine geeignete
Schrupp-, Teilschlicht und Schlichtstrategie vermieden und die Oberﬂächenqualität
durch Anpassung der Zeilenbreite br eingehalten. Trotz dieser konventionellen und
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somit zeitintensiven Prozessstrategie zur adaptiven Rekonturierung wurde die Pro-
zesszeit um 30% gegenüber der aktuellen Reparatur bei Rolls-Royce reduziert [Yil10].
Weiterentwickelte Strategien bei der Herstellung sind beispielsweise angepasste Schnitt-
breiten auf Basis der Werkstückgeometrie (P-Milling) und das Flankenfräsen [Gey02].
Diese hochproduktiven Strategien ﬁnden bei der Reparatur aufgrund des geringen
Materialabtrags kaum Anwendung. Ferner wird die Werkzeug- und Prozessauswahl
zur Rekonturierung von gewöhnlichen Fertigungsprozessen übertragen, sodass die
Besonderheit der Störkontur unberücksichtigt bleibt. Dies wurde unter anderem von
Brinksmeier et al. durchgeführt, der zur Charakterisierung des Verschleißverhaltens
und zur Wahl geeigneter Prozessbedingungen das Flankenfräsen von Ti-6Al-4V nutzte
um anschließend Aussagen zur Rekonturierung zu treffen [Bri98]. Uhlmann und Lypov-
ka kritisieren diese Vorgehensweise, weil die Nebenbedingungen der Rekonturierung
gänzlich anders sind als bei der Herstellung von Bauteilen [Uhl13b].
Fokussierung der Themenfelder dieser Arbeit
Das Ziel der Regeneration ist eine hohe Bauteilqualität, unabhängig von den einge-
setzten Technologien oder Nebenbedingungen der Prozesskette. Aus Kapitel 2.1.2
wird deutlich, dass bei der Rekonturierung eine Vielzahl an Eingangs- und Zielgrö-
ßen existieren, die einen Einﬂuss auf die Bauteilqualität besitzen. Daraus resultieren
die Themenfelder im SFB 871 hinsichtlich der Rekonturierung, dargestellt in Bild 2.5,
mit den jeweiligen Überschneidungen. Alle Themengebiete verfolgen eine geeignete
Prozessauslegung der Rekonturierung.
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Bild 2.5: Themenfelder der Rekonturierung im SFB 871 und Fokus dieser Arbeit
Der Begriff Bauteilqualität ist jedoch weitreichend. Für den Fall eines regenerierten
Bauteils sind das spätere Einsatzverhalten und die funktionellen Eigenschaften ent-
scheidend. Wird das Flugzeugtriebwerk erneut als Investitionsgut herangezogen, sind
die Strömungsverluste sowie die Bauteillebensdauer die wichtigsten Kriterien. Daraus
leiten sich die wichtigsten Zielgrößen der Rekonturierung ab. Diese sind neben der
Einhaltung der Bauteilkontur die Oberflächentopographie, welche maßgeblich die Strö-
mungsverluste bestimmt [Mar05, But97] und die Eigenspannungen, die maßgeblich die
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Lebensdauer beeinﬂusst [Büh33, Bor07, Jam10]. Daher werden in der Regeneration
teilweise aufwendige Nachbehandlungsverfahren wie Strahlen oder Polieren eingesetzt,
was jedoch die Prozesskette verlängert und somit die Wirtschaftlichkeit reduziert.
Aus dieser Argumentation ist der Fokus dieser Arbeit die Beeinﬂussung der Eigenspan-
nungen und der Oberﬂächentopographie mit den in Bild 2.5 umrahmten Themenfeldern,
bei dem eine steife und vibrationsarme Werkzeugmaschine sowie ein genaues, digi-
tales Abbild der Ist-Geometrie als Voraussetzung gilt. In der Literatur wird unter dem
Begriff Randzone ein Werkstoffvolumen verstanden, das durch Gefügeveränderungen,
plastische Verformungen, Härte- und Eigenspannungsänderungen sowie Risse und
Textur charakterisiert wird [Den11b, Bri91, Bre11b]. Aufgrund der Wechselwirkungen
zwischen dem beschriebenen Werkstoffvolumen und der Oberﬂäche, beispielsweise
bei Rissen, ist eine eindeutige Trennung zwischen Randzone und Oberﬂäche in der
Praxis schwierig [Bre11b]. Aus diesem Grund wird der Begriff Randzoneneigenschaften
in dieser Arbeit auf die wichtigsten Eigenschaften von komplexen Investitionsgütern
reduziert: Eigenspannungen und Oberflächentopographie. Die vorhandene Literatur
dieser Thematik wird im nächsten Teilkapitel zusammengefasst und bewertet.
2.1.3 Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung
Einfluss der Spanntechnologie auf die Randzoneneigenschaften
Durch den Einﬂuss der Spanntechnologie auf das Schwingungs- und Dämpfungsver-
halten werden ebenfalls die Randzoneneigenschaften beeinﬂusst [Bie10, Out13]. Der
Einﬂuss von Systemnachgiebigkeit und Dämpfung auf die Oberﬂächentopographie,
beispielsweise der Effekt des regenerativen Ratterns, werden seit Jahrzehnten erforscht
und gelten als weitgehend bekannt und verstanden [Sel12]. Bei den Eigenspannungen
ist lediglich bekannt, dass ein Wechselwirkung mit dem Schwingungs- und Dämpfungs-
verhalten existiert, jedoch sind die genauen Zusammenhänge unerforscht. Ein Beispiel
hierzu zeigen Outeiro et al. beim Orthogonaldrehen, bei dem eine zyklische Verän-
derung der Eigenspannungen durch das schwingende Systems nachgewiesen wurde
[Out13]. Begründet wird dieser Effekt auf die periodische Variation der Spanungsdicke
h. Nach Pfeifer zeigen niedrigschmelzende Legierungen leicht bessere Dämpfungsei-
genschaften als konventionelle Spannsysteme, was durch eine geringfügig bessere
Oberﬂächentopographie nachgewiesen wurde [Pfe06]. Das Nachgiebigkeitsverhalten
von Stößelspannsysteme hingegen ist stark abhängig von der Anzahl der in Kontakt
beﬁndlichen Stößel und diese neigen zu einer höheren dynamische Nachgiebigkeit,
wie von Möhring et al. experimentell nachgewiesen [Möh12]. Für die Randzoneneigen-
schaften sind technologisch möglichst steife Einspannungen mit hoher Dämpfung zu
bevorzugen, jedoch wurde dies in der Literatur bisher nicht behandelt.
Einfluss der Einstellgrößen und Werkzeuggestalt auf die Topographie
Trotz der hohen Relevanz der Oberﬂächentopographie von z. B. strömungsrelevanten
Investitionsgütern [Mar05, But97], ist dieser Aspekt im Hinblick auf die Rekonturierung
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bisher weitgehend unerforscht. Hauptsächlich werden Erkenntnisse der Neuteilprodukti-
on auf die Rekonturierung übertragen, siehe [Bri98, S. 188ff], was nach Uhlmann und
Lypovka aufgrund der unterschiedlichen Anforderungen häuﬁg zu unbefriedigenden
Prozessergebnissen führt [Uhl12, Uhl13b]. Diese Aussage wird bestätigt von Huang
et al., die in ihrer Arbeit bei der Rekonturierung von Turbinenleitschaufeln das CNC-
Fräsen untersuchten und bewerteten. Im Gegensatz zur Herstellung eignete sich das
Fräsen nicht für die Rekonturierung aufgrund der geringen Produktivität und des ho-
hen Werkzeugverschleißes. Daher wurde der Prozess durch einen teilautomatisierten,
robotergeführten Schleifprozess mit passiver Kraftregelung substituiert. Dieser Pro-
zess ermöglicht konstante Oberﬂächenqualitäten von Ra ≈ 4 µm, die durch einen
anschließenden Polierprozess auf Ra ≈ 1,4 µm reduziert wurden.
Möhring berichtet von einem Einﬂuss der Reparaturschweißung auf die Werkstückge-
stalt nach der Rekonturierung. Mit der hybridkinematischen Bearbeitungseinheit aus
Bild 2.3 wurden reparaturgeschweißte Halbkugeln aus Gusseisen mit Lamellengraphit
EN-GJL-250 durch Kugelkopfwerkzeuge (D = 12mm, fz = 0,10mm, vc = 376m/min)
bearbeitet. Er stellte fest, dass die höhere Werkstoffhärte an der Schweißnaht zu einer
deutlich größeren Werkzeugabdrängung führt als im Vergleich zum Grundwerkstoff.
Eine höhere Härte des Gefüges durch den Reparaturschweißprozess von Blade Inte-
grated Disks (Blisk) aus Ti-6Al-4V wird auch von Eberlein beobachtet, jedoch nicht bei
der Rekonturierung berücksichtigt [Ebe07].
Eine einfache Methode zur Verbesserung der Oberﬂächenqualität nach der Rekontu-
rierung stellen Yilmaz et al. vor. Es wurden zunächst die empfohlenen Einstellgrößen
(Zahnvorschub fz = 0,012.5mm, Schnittgeschwindigkeit vc = 100m/min) des Werk-
zeugherstellers für die eingesetzten Kugelkopf- und Schaftfräser zur Rekonturierung
von dünnen Inconel 718 Schaufeln verwendet [Yil10]. Lediglich die Zeilenbreite br wurde
auf Basis der Werkzeugkontur angepasst, um eine ausreichende Oberﬂächenquali-
tät zu gewährleisten. Mit einer maximalen Schnitttiefe von ap = 0,04mm wurde der
Schlichtschnitt ausgeführt, der zu einer theoretischen Rauheit (engl. scallop height)
von Rz = 1µm führt. Die resultierende Oberﬂächenqualität der rekonturierten Schaufel
ist deutlich höher als im CAM-System eingestellt und beträgt ca. Rz ≈ 9 µm1. Diese
Rauheit ist geringer als die der Referenzschaufel, wodurch auf einen anschließenden
Polierprozess verzichtet werden konnte. Gao et al. nutzte eine ähnliche Rekonturie-
rungsstrategie mit Schaft- und Kugelkopffräsern, jedoch wurde ein Materialaufmaß für
das spätere Polieren im Prozess berücksichtigt [Gao08].
Einfluss der Einstellgrößen und Werkzeuggestalt auf die Eigenspannungen
Die Eigenspannungen nach der Rekonturierung beeinﬂussen maßgeblich das Verfor-
mungs- und Versagensverhalten von Bauteilen und deﬁnieren ein funktionsgerechtes
Bauteilverhalten [Mar05]. Es ist bekannt, dass Druckeigenspannungen die Dauerfestig-
keit steigern können [Büh33, Tön66, Sch90]. Ein eindrucksvolles Beispiel zeigt James,
bei dem eine 24 kg schwere Dampfturbinenschaufel (Bild 2.6) am oberen Bereich des
1In [Yil10] ist angegeben Ra = 2,45 µm. Der Wert Rz wurde nach DIN 4768-1 berechnet.
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Schaufelfußes durch Spannungsrisskorrosion gebrochen ist, einen Schaden von ca.
100.000.000e und eine Ausfallzeit von 6 Monaten verursachte [Jam10].
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Bild 2.6: Schaden an einer 12CrNiMo Schaufel einer 600 MW Turbinengenerators
durch Verlust einer Schaufel während des Betriebs [Jam10]
In der Praxis sind daher die Anforderungen an ein Reparaturverfahren für sicherheits-
relevanten Bauteile insbesondere auf die resultierenden Eigenspannungen und das
Schwingungsverhalten fokussiert. Dies wird bei der von Eberlein vorgestellten Patch-
Reparatur der Fa. MTU für Blisks aus Ti-6Al-4V ersichtlich, bei denen standardisierte
Flicken einerseits nicht in Bereichen von den primären Schwingungsmoden gesetzt
werden dürfen und anderseits zum Abbau von Eigenspannungen eine lokale Wärmebe-
handlung mittels Induktion durchgeführt wird [Ebe07]. Die lokale Wärmebehandlung
ﬁndet nach der Rekonturierung statt, mit anschließendem Verfestigungsstrahlen zur ge-
zielten Einstellung der Eigenspannungen. Zur Reduktion der Eigenspannungen nutzen
Richter et al. ebenfalls eine lokale Wärmebehandlung nach dem Laserauftragschweißen
von Ti-6242 für Hochdruckverdichter-Blisks [Ric04].
Trotz der hohen Praxisrelevanz wird in akademischen Veröffentlichungen zur Rekon-
turierung [Bri98, Hua02, Hua03, Yil05, Bic05, Gao06, Gao08, Yil10, Bre11a] sowie in
den Veröffentlichungen von kommerziellen Anbietern für adaptiven Rekonturierungs-
systemen [Bre96, Bre00, Mul01, Dix01, Bre06a, Bre06b, Bre07, Wal10] die Thematik
Eigenspannungen im Bezug zur Werkzeuggestalt und Einstellgrößen nicht untersucht.
Ferner wird bei robotergeführten Rekonturierungsprozessen durch Bandschleifen zur
Kompensation des Werkzeugverschleißes [Hua02] oder Anpassung der Schnitttiefe
[Uhl13a] die Vorschub- und/oder Schnittgeschwindigkeit kraftgeregelt angepasst. Dies
führt zu einem veränderten thermo-mechanischen Belastungsproﬁl des Werkstücks,
sodass nicht von einer homogenen Eigenspannungsverteilung bei dieser Art von Pro-
zessen auszugehen ist.
Des Weiteren ist in der Literatur bekannt, dass durch den Materialauftrag eine Heteroge-
nität im Gefüge sowie bei den Eigenspannungen resultiert. Dies wurde nachgewiesen
z. B. beim Elektronenstrahl- [Li11] und Laserschweißen [Kel06] von Titanlegierungen.
Für andere Werkstoffe und Fügeprozesse gilt diese Aussage ebenfalls, nachgewiesen
unter anderem beim Laserstrahlschweißen von Warmarbeitsstählen [Ved07, Bor09]
und Vakuumlöten [Hen11] oder Laserstrahlschweißen [Kel02] von Nickel- und Kobalt-
werkstoffen. Zu dieser Thematik untersuchte Dattoma et al. die resultierenden Eigen-
spannungen nach der Rekonturierung von Schweißnähten [Dat06]. Die numerischen
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Untersuchungen am Baustahl S275JR wurden unter der Prämisse durchgeführt, dass
der Rekonturierungsprozess keine weiteren Eigenspannungen in das Bauteil einbringt
und das Entfernen der Schweißnaht zu einer Beseitigung der schweißinduzierten Eigen-
spannungen führt. Trotz dieser Prämisse zeigten die experimentellen und numerischen
Untersuchungen einen hohen Einﬂuss der Rekonturierung auf die Eigenspannung im
Bauteil, wobei die numerischen Untersuchungen nur verwendbare Resultate quer zur
Schweißnaht ergaben.
Zwischenfazit
In Kapitel 2.1 wurde die Literatur zur Thematik Rekonturierung zusammengefasst und
bewertet. Es sind Technologien zur adaptiven Rekonturierung durch Fräsen verfügbar.
Jedoch sind die resultierenden Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung
durch die Wechselwirkungen zwischen Werkzeuggestalt, Einstellgrößen und Prozess-
strategie weitgehend unerforscht. Es ist z. B. nicht bekannt, ob Wechselwirkungen
zwischen der Heterogenität im Gefüge durch den Schweißprozess und der Rekontu-
rierung existieren und wie dies die Randzoneneigenschaften beeinﬂusst. Aus diesem
Grund werden in der Industrie komplexe Investitionsgüter häuﬁg lokal wärmebehandelt
und/oder gestrahlt, damit gezielt die geforderten Randzoneneigenschaften eingestellt
werden [MTU07, Zhu08, Ebe07, Den15a]. Zusammenfassend sind in Bild 2.7 die An-
forderungen der den Kapitel 2.1.1 bis 2.1.3 beschriebenen Anforderungen dargestellt.
Basierend auf den Anforderungen sind insbesondere die Eigenspannungen und die
Oberﬂächentopographie der regenerierten Bauteile von Relevanz.
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Anforderung an die Rekonturierung
preiswerter und schneller Prozess
gleichbleibende Qualität 
Qualitätsanforderungen wie beim Neubauteil
Anforderungen an die Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung
keine Gefügeschädigung durch Risse o.ä. [Ebe07, Hen10]
Zug-ESP vermeiden, Druck-ESP bevorzugt (Titan: ≈   500 MPa [Maa12, MSa15])







Bild 2.7: Anforderung an die Regeneration, Rekonturierung sowie die resultierenden
Randzoneneigenschaften
Deutlich mehr wissenschaftliche Erkenntnisse hinsichtlich der Randzoneneigenschaften
existieren bei der Fertigung von neuen Bauteilen. Dies wird später in Kapitel 2.3 be-
trachtet. Als Werkstoff wird sich auf die Titanlegierung Ti-6Al-4V fokussiert, da diese bei
komplexen Investitionsgütern häuﬁg eingesetzt wird (Kapitel 2.2). Ferner eignet sich für
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eine automatisierte Rekonturierung die Frästechnologie unter Verwendung von ﬂexibel
einsetzbaren Kugelkopffwerkzeugen (Kapitel 4.1), die insbesondere bei komplexen
Investitionsgütern aus Titanlegierungen eingesetzt werden.
2.2 Die Eigenschaften der Titanlegierung Ti-6Al-4V
Klassifizierung und Werkstoffgefüge von Ti-6Al-4V
Obwohl das Element Titan schon 1791 von William Gregor im Mineral Ilmenit und 1795
von Heinrich Klaproth im Rutilerz entdeckt wurde [Lüt07], ermöglichte erst der 1940
patentierte Prozess von William Justin Kroll die industrielle Gewinnung von Reintitan.
Somit gilt Titan als junger Konstruktionswerkstoff, dessen Legierungsentwicklungen
in den darauffolgenden Jahrzehnten systematisch unter anderem von McQuillian et
al. [McQ56], Griest und Forst [Gri57], Adenstedt [Ade55] sowie Kornilov [Kor65] inten-
siviert wurden. Wie Eisen ist Titan ein allotropes Element, das oberhalb von 882 ◦C
eine kubisch-raumzentrierte Gitterstruktur (krz, β-Titan) und unterhalb von 882 ◦C eine
hexagonal-dichteste Gitterstruktur (hdp, α-Titan) aufweist. Legierungselemente von Ti-
tan werden in α bzw. β stabilisierend eingeordnet, welche die Umwandlungstemperatur
bzw. das jeweilige Gebiet im Phasendiagramm verändern und somit eine breite Variation
an Gefügetypen ermöglichen, wie in Bild 2.8 dargestellt. Aluminium gilt allgemein als




















Bild 2.8: Schematische Darstellung der Legierungselemente und deren Einﬂuss auf
das Zweiphasendiagramm nach [Lüt07]
Die häuﬁgste Klassiﬁzierung von Titanlegierungen in α, α+β und β Legierungen basiert
auf dem pseudo-binären, isomorphen Phasendiagramm, siehe Bild 2.8 [Lüt07]. Peters
und Leyens [Pet02] sowie Donachie [Don00] unterteilen die Titanlegierungen weiter in
α-nahe und metastabile β-Legierungen. α-Legierungen weisen eine einphasige hdp-
Struktur auf und sind dichter gepackt als die krz-Struktur. Daher zeigen β-Legierungen
eine deutlich geringere Diffusionsgeschwindigkeit im Kristallgitter und sind somit für
Wärmebehandlungen ungeeignet [Pet10]. Lediglich die Korngröße lässt sich durch die
Abkühlgeschwindigkeit einstellen [Wag94]. Die Hauptanwendungen dieser Legierungen,
zu denen auch Reintitan gehört, sind daher die chemische Industrie und die Biomedi-
zintechnik aufgrund der guten Korrosionsbeständigkeit und Verformbarkeit. Sie besitzen
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jedoch eine geringe Festigkeit im Vergleich zu α + β und β Legierungen [Pet02]. Durch
das Hinzulegieren von β-stabilisierender Elemente wie Molybdän, Vanadium und Niob
entstehen α-nahe Legierungen, die eine höhere Festigkeit als α-Legierungen aufweisen
und maßgeblich Anwendung im Hochtemperaturbereich bis 600°C ﬁnden, bei denen
gute Kriecheigenschaften gefordert sind [Wag94]. Das ausgewogenste Eigenschaftspro-
ﬁl zeigen die zweiphasigen α + β Legierungen, zu denen auch Ti-6Al-4V gehört. Bei
diesem Legierungstyp ist zwar die Warmfestigkeit reduziert, jedoch sind Duktilität und
Festigkeit im Vergleich zu α und α-nahen Legierungen erhöht. Des Weiteren sind wegen
der Phasenumwandlung Wärmebehandlungen bei α + β Legierungen möglich [Don00].
Es ist zu erwähnen, dass alle derzeit kommerziell erhältlichen β-Legierungen streng
genommen metastabile β-Legierungen sind, die ebenfalls bei der Abschreckung die
α+β Phase durchschreiten. Die Umwandlung erfolgt nicht martensitisch [Lüt07], sodass
durch geeignete anschließende Wärmebehandlungen Festigkeiten von über 1.400MPa
bei gleichzeitig guter Umformbarkeit ermöglicht werden [Pet02]. Nachteile der metasta-
bilen β-Legierungen sind die schlechte Schweißbarkeit, die höhere Dichte und der Preis.

































Bild 2.9: Eigenschaften von Titanlegierungen [Don00, Lüt07] und Gefügezustände
von Ti6-Al-4V [Wag94]
Nach Roos und Maile existieren derzeit über 100 Titanlegierungen, von denen jedoch
nur ca. 30-40 kommerziell genutzt werden [Roo11]. Eine besondere Bedeutung entfällt
hierbei auf die mit Abstand am häuﬁgsten eingesetzte Legierung Ti-6Al-4V, die 80%
aller α + β Legierungen umfasst sowie einen Gesamtmarktanteil von über 50% aller
Titanlegierungen hat. Je nach Wärmebehandlung von Ti-6Al-4V können die Gefüge-
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zustände lamellar, globular und bimodal (auch Duplex genannt) eingestellt werden
[Gro15], wie in Bild 2.9(B) dargestellt.
Durch eine langsame Abkühlung oberhalb der β-Transustemperatur, die bei Ti-6Al-4V ca.
995 ◦C beträgt, werden lamellare Gefüge erzeugt, die durch schnellere Abkühlung feiner
und schließlich martensitisch werden. Es ist zu beachten, dass Titan-Martensit, anders
als beim Stahl, keine Vorteile bei der Festigkeit verursacht und daher nur selten Anwen-
dung ﬁndet [Wag94, Gro15]. Zur Herstellung von globularen und bimodalen Strukturen,
ist eine vorherige Verfestigung durch z. B. Warmumformen und anschließende Rekris-
tallisation unterhalb der β-Transustemperatur erforderlich. Die Abkühlgeschwindigkeit
und das Temperaturniveau legen hierbei den Gefügetypen fest, wie schematisch in Bild
2.9(B) dargestellt. Aufgrund der hohen Gasafﬁnität, die im Allgemeinen zur Versprödung
von Titanlegierungen führt, bildet Ti-6Al-4V bei Luftkontakt schnell eine chemisch stabile
Titanoxidschicht, wodurch die meisten der oben genannten Wärmebehandlungen unter
Vakuum ausgeführt werden.
Eigenschaften und Zerspanbarkeit von Ti-6Al-4V
Das lamellare Gefüge besitzt einen guten Widerstand gegen Ermüdung bei hoher
Lastspielzahl (High-Cycle-Fatique), jedoch eine geringe Duktilität und Bruchdehnung
und versagt früher bei niedriger Lastspielzahl (Low-Cycle-Fatique) [Wag94]. Die ge-
gensätzlichen Eigenschaften zeigt das globulare Gefüge. Das bimodale Gefüge kann
als Kompromiss zwischen den beiden Gefügearten verstanden werden und ist daher
industriell am häuﬁgsten anzutreffen [Don00, Gro15].
Aufgrund der hohen Duktilität und Reaktivität sowie der geringen Wärmeleitfähigkeit und
dem E-Modul bei gleichzeitig hoher Festigkeit, gehört Ti-6Al-4V zu den schwer zerspan-
baren Werkstoffen. Die erste Studien zur Zerspanbarkeit von Titan wurden in den 50er
Jahren von Shaw, Cook und Bosten für das US-Militär durchgeführt [Kom82]. Des Wei-
teren wurde die Zerspanbarkeit unter anderem in den Dissertationen von Kreis [Kre73],
Altmüller [Alt00], Gey [Gey02], Zanger [Zan13] und Grove [Gro15] untersucht und in
den Keynote Papern von Machado und Wallbank [Mac90], Ezugwu und Wang [Ezu97],
Ulutan und Ozel [Ulu11] sowie in Büchern von Klocke und König [Klo08] und Donachie
[Don00] zusammengefasst. Aufgrund der zahlreichen Literatur zu dem Thema, wird
hier die Zerspanbarkeit nur kurz anhand der von Klocke deﬁnierten Bewertungsgrößen
Zerspankraft, Spanbildung und Werkzeugverscheiß charakterisiert. Das Kriterium der
Werkstückqualität hinsichtlich Oberﬂächengüte und Randzoneneigenschaften wird in
Kapitel 2.3 behandelt.
Spanbildung: Die Spanbildung von Titan ist gekennzeichnet durch die Entstehung von
Lamellenspänen, die sich makroskopisch mit Bandspänen beim Drehen ähneln. Bei
einer Verwechselung wird die Spandicke als deutlich zu klein angenommen, wodurch
ein falscher Scherwinkel und Spangeschwindigkeit resultiert und somit nach Komanduri
die Theorien zur kontinuierlichen Spanbildung, beispielsweise Scherwinkelberechnung,
nicht angewendet werden können [Kom82]. Der Grund hierfür liegt in der Ausbildung ei-
nes sehr dünnen Scherbands im Bereich der primären Scherzone, bei dem aufgrund der
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schlechten Wärmeleitfähigkeit von Titan hohe Temperaturen und hohe plastische Ver-
formung herrschen. Auch durch Variation von Einstellgrößen und Werkzeuggeometrien
lässt sich die Lamellenspanbildung nach Kreis nicht unterbinden [Kre73]. Werden sehr
hohe Schnittgeschwindigkeiten verwendet, besteht die Gefahr der Spanentzündung.
Zerspankraft : Durch den stetigen Wechsel zwischen Gleiten und Stauchen bei der
Bildung der Lamellenspäne resultiert eine zyklische Variation der Prozesskräfte, die
durch die Korngröße des Werkstoffs beeinﬂusst wird [Gro15]. Nach Klocke kann hierbei
der dynamische Kraftanteil ca. 20 bis 35% der mittleren Prozesskräfte betragen [Klo08].
Somit stellen die mittleren Prozesskräfte nicht die Hauptbelastung der Werkzeuge dar
und sind etwa auf dem Niveau von Stahllegierungen mit vergleichbaren Festigkeiten
[Don00]. Die resultierenden Spannungen am Schneidkeil sind im Vergleich zu Stahl
aufgrund der kleinen Kontaktﬂäche zwischen Werkzeug und Span, die nach Machado
und Wallbank nur ca. 1/3 die von Stahl entspricht [Mac90], um ein vielfaches höher.
Werkzeugverschleiß: Die geringe Wärmeleitfähigkeit von Titan, die nur ca. 10 bis 20%
der von Stahl entspricht, führt zu einer erhöhten thermischen Belastung des Schneid-
keils. Je nach Schneidstoff und Schnittgeschwindigkeit ﬂießen 60 bis 80% der Wärme-
energie in das Werkzeug [Kre73]. Zusätzlich begünstigt die hohe chemische Reaktivität
von Titan bei gleichzeitig hohen Werkzeugtemperaturen das Auftreten von Adhäsion
und Diffusion bei allen gängigen Schneidstoffen. Die mechanischen, thermischen und
chemischen Vorgänge führen somit zu einem hohen Werkzeugverschleiß, sodass eine
leistungsfähige Kühlschmierung mittels Hochdruck dem aktuellen Stand der Technik ent-
spricht. Die stetige Weiterentwicklung von Hartmetallen, insbesondere die Verbesserung
der Zähigkeit, verdrängte die früher eingesetzten Schnellarbeitsstähle fast vollständig.
Daher stellt heute Hartmetall den am häuﬁgsten eingesetzten Schneidstoff für Ti-6Al-4V
dar. Cermets und Keramiken zeigen eine hohe Afﬁnität zum Titan und und sind in der
Regel nicht geeignet. Die Schneidstoffe PKD und pCBN werden wegen ihrer hohen
Wärmeleitfähigkeit in einigen Fällen für die Schlichtbearbeitung eingesetzt [Klo08].
2.3 Randzoneneigenschaften nach der spanenden Bearbeitung
Wie aus Kapitel 2.3 hervorgeht, existieren bisher wenige Erkenntnisse der Randzone-
neigenschaften nach der Rekonturierung. Jedoch gibt es eine Vielzahl an Publikationen,
die sich mit den Eigenspannungen und der Oberﬂächentopographie bei der Neuteilpro-
duktion beschäftigen, welche im Folgenden zusammengefasst und bewertet werden.
2.3.1 Eigenspannungen
Grundlagen
Eigenspannungen sind per Deﬁnition mechanische Spannungen in einem Festkörper,
auf den keine äußeren Kräfte oder Momente einwirken und somit die inneren Kräfte
oder Momente im Gleichgewicht stehen. Aus dieser Deﬁnition folgt, dass die vorlie-
genden Eigenspannungen ebenfalls von der Gestalt des Festkörpers abhängig sind.
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Bei dünnwandigen Bauteilen mit einem geringen Widerstandsmoment resultieren die
Eigenspannungen in elastischer Verformung und werden somit verringert während
unterdrückte elastische Formänderungen zu zwangsbedingten Eigenspannungen füh-
ren [Hir03]. Ferner müssen somit Druckeigenspannungen in einem Körper an einem
anderen Ort mit Zugeigenspannungen ausgeglichen werden, damit die Summation aller
Eigenspannungen Null ergibt. Grundsätzlich existieren keine vollständig eigenspan-
nungsfreien Festkörper [Sch90]. Die Ursache von Eigenspannungen sind elastische
oder elastisch-plastische Deformationen, die im Festkörper inhomogen verteilt sind,
auch genannt Deformationsinkompatbilitäten. Die Ursache der Deformationsinkompatbi-
litäten können lokal begrenzte, thermische bzw. mechanische Werkstückbelastungen
sein oder durch Phasentransformation hervorgerufen werden. Somit können thermi-
sche und mechanische Belastungen Eigenspannungen sowohl auf- als auch abbauen.
Reißner hat 1931 mathematisch nachgewiesen, dass Eigenspannungen durch unend-
lich viele Spannungsquellen beschrieben werden können [Rei31]. Aus diesem Grund
wurden nach Macherauch [Mac73] Eigenspannungen von vielkristallinen, metallischen
Werkstoffen nicht über Spannungsquellen, sondern objektbezogen in einem Werkstoff-
volumen in Eigenspannungen 1., 2. und 3. Art eingeteilt, wie in Bild 2.10(A) für einen
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Bild 2.10: Schematische Darstellung der Eigenspannungen 1., 2. und 3. Art in einem
zweiphasigen Werkstoff [Sch90]
Eigenspannungen 1. Art sind Mittelwerte über hinreichend viele Körner und die Ursache
makroskopischer Formänderungen. Daher werden sie auch Makroeigenspannungen
genannt. Die Eigenspannungen 2. Art beziehen sich auf einzelne Körner im Kristall,
während Eigenspannungen 3. Art das Resultat von Gitterfehlern sind. Die letzten beiden
werden auch als Mikroeigenspannungen bezeichnet. Für technische Bauteile sind die
Eigenspannungen 1. Art von Relevanz, da diese das Bauteilverhalten maßgeblich
beeinﬂussen. Im Folgenden werden die Eigenspannungen 1. Art betrachtet.
Mathematisch sind Eigenspannungen, wie Lastspannungen, ein Vektor im Raum bezo-
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gen auf eine Fläche und werden im einachsigen Fall durch die Division zwischen der
anliegenden Kraft und der Fläche beschrieben. Diese einfache Beschreibung gilt jedoch
nicht für die Betrachtung eines beliebigen Punktes im Körper. Steht der Spannungs-
vektor nicht senkrecht auf der Fläche resultieren Normal- und Tangentialkomponenten,
dargestellt in Bild 2.10(B). Somit ist die Aufteilung der Spannungen in Normal- und
Tangentialkomponenten abhängig vom gewählten Bezugssystem. Eine eindeutige Be-








möglich, der aus Schubspannungskomponenten τij und Normalspannungskomponenten
σij besteht. Aufgrund der Starrkörperbedingung ist die Matrix symmetrisch und es gilt
τij = τji , wodurch der Spannungstensor durch sechs unabhängige Komponenten eindeu-
tig beschrieben wird. Das mathematische Objekt Tensor kann hier als ein Hilfsmittel
verstanden werden zur Verknüpfung von zwei beliebigen Vektoren im Raum, sodass
ein Kraftvektor räumlich vollständig durch ~F = σ · ~A beschrieben ist.
Eigenspannungen nach der Zerspanung von Titan
Eigenspannungen sind bei der Zerspanung das Ergebnis von mechanischer Gitterde-
formation, thermischen Einﬂüssen sowie Gitterumwandlung, z. B. durch Phasentrans-
formation [Bri82a]. Aktuelle wissenschaftliche Studien von Sun und Guo [Sun09] beim
Schaftfräsen, Abboud et al. [Abb13] und Velásquez et al. [Vel10] beim Orthogonalein-
stechdrehen sowie Mhamdi et al. beim Kugelkopffräsen [Mha12] weisen unabhängig
voneinander nach, dass durch den Zerspanvorgang von Ti-6Al-4V keine Phasentrans-
formation stattﬁndet, sodass dies als Quelle von Eigenspannungen ausgeschlossen
werden kann. Ein Großteil der Studien belegt ebenfalls prozessunabhängig, dass bei der
Zerspanung von Titan durch den Zerspanprozess maßgeblich Druckeigenspannungen
resultieren [Fra79, Nar83, M’S08]. Der häuﬁgste physikalische und prozessübergreifen-
de Erklärungsansatz ist, dass die maßgeblichen Druckeigenspannungen von Titan auf
die schlechte Wärmeleitfähigkeit und somit auf die hauptsächlich mechanischen Ein-
ﬂüsse bei der Zerspanung zurückzuführen sind [Fra79, Gey02, Sun09]. Jedoch wurde
dies experimentell in keiner der betrachteten Studien nachgewiesen.
Die Aussagen zur Phasentransformation und Druckeigenspannungen sind jedoch die
einzigen Zusammenhänge, die übergreifend aus der Literatur entnommen werden kön-
nen. Die Erkenntnisse von systematischen Untersuchungen zum Einﬂuss von Einstell-
und Werkzeuggrößen beim Fräsen z. B. von Franz [Fra79], Gey [Gey02], Sun und Guo
[Sun09] und Rao [Rao11] widersprechen sich häuﬁg. Während Gey durch eine Erhö-
hung der Schnittgeschwindigkeit vc eine Verschiebung der Eigenspannungen Richtung
Zug beobachtete und dies dem erhöhtem Wärmeeintrag in das Werkstück begründete,
zeigten die Untersuchungen von Sun und Guo ein gegenteiliges Ergebnis. Rao et
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al. stellten keinen dieser Einﬂüsse fest und begründen dies beim Planfräsen durch
die Nebenschneide, die maßgeblich die Oberﬂäche erzeugt und somit ein geringerer
Wärmeintrag ins Werkstück resultiert. Bei Erhöhung des Zahnvorschubs fz verschieben
sich bei Sun und Guo sowie Gey die Eigenspannungen in Richtung Zug, was durch
mehrfache Gefügedeformation der Oberﬂäche erklärt wird.
Noch weniger Erkenntnisse sind beim Kugelkopffräsen von Titan hinsichtlich der resul-
tierenden Eigenspannungen vorhanden. Eine der wenigen Untersuchungen stammen
von Mhamdi et al. und Baccar et al., die konkav bzw. konvex geformte Werkstücke in ei-
nem 3-achsigen Kugelkopffräsprozess bearbeiteten [Mha12, Bac13]. Es wurde gezeigt,
dass sich die Eigenspannungen an unterschiedlichen Positionen der konkav-konvexen
Werkstücken unterscheiden, jedoch konnte dieser Effekt nicht auf eine einzelne Größe
zurückgeführt werden, weil sich durch den experimentellen Versuchsaufbau gleichzeitig
die Schnittgeschwindigkeit und die Anstellwinkel änderten. In der Studie von Mantle
und Aspinwall wurde das Titanaluminid 45-2-2-0.8 mit Kugelkopfwerkzeugen bearbeitet
[Man01] bei dem alle getesteten Einstellgrößen (vc, fz, br, ap, λ, vgl. Kapitel 4) sich
als signiﬁkant erwiesen haben. Insbesondere höhere Schnittgeschwindigkeiten ver-
schieben die Eigenspannungen in Richtung Zug und hoher Werkzeugverschleiß die
Eigenspannungen in Richtung Druck.
Franz zeigte, dass die Fräskinematik, der Titanwerkstoff und die Prozessstrategie Gleich-
und Gegenlauffräsen einen signiﬁkanten Einﬂuss auf das Eigenspannungsproﬁl besit-
zen und sich gegenseitig beeinﬂussen [Fra79]. Auch die Literatur zu verschiedenen
Drehprozessen von Titan, z. B. die Untersuchungen von Velásquez et al. [Vel10] und
Abboud et al. [Abb13] beim Orthogonaleinstechdrehen, Narutaki et al. [Nar83] beim
Außenlängsdrehen sowie die Arbeit von Özel und Ulutan [Öze12] beim Plandrehen,
zeigen ähnliche Widersprüchlichkeiten hinsichtlich der resultierenden Eigenspannungen.
Somit wird deutlich, dass ein direkter Vergleich der Erkenntnisse zum Thema Eigenspan-
nungen nur schwer möglich ist aufgrund unterschiedlicher Prozesskinematik, gewählter
Bereiche der Einstellgrößen sowie die Varianzen der Werkzeugmakro- und Mikrogeo-
metrien. Somit können nur tendenzielle Einﬂüsse der Einstell- und Werkzeuggrößen
deﬁniert werden, die in Bild 2.11 qualitativ zusammengefasst sind.
Ulutan und Özel weisen ebenfalls in ihrem Keynote Paper zu Randzoneneigenschaften
von Titan- und Nickelbasiswerkstoffen auf die widersprüchlichen Erkenntnisse zu Eigen-
spannungen in der Literatur hin [Ulu11]. Übergreifend stellen Ulutan und Özel ferner
fest, dass der Einﬂuss der Werkzeugmikrogeometrie bei der Zerspanung von Titan noch
weitgehend unerforscht ist [Ulu11], was ebenfalls aus Bild 2.11 deutlich wird.
Einflussgrößen der Zerspanung auf die Eigenspannung von Stahlwerkstoffen
und weiteren Legierungen
Stahlwerkstoffe sind hinsichtlich der Eigenspannungsentstehung nach der spanenden
Bearbeitung am besten erforscht. Aus diesem Grund werden im Folgenden die Er-
kenntnisse der Werkzeug- und Einstellgrößen in Wechselwirkung mit verschiedenen
Fertigungsprozessen bei Stahl und weiteren Werkstoffen zusammengefasst und be-
wertet. Einschränkend sei erwähnt, dass aufgrund der hohen Anzahl an verfügbaren















































Bild 2.11: Relative Einﬂüsse der Einstell- und Werkzeuggrößen auf die Eigenspan-
nungen bei der Zerspanung Ti-6Al-4V
Studien in diesem Abschnitt nur ausgewählte Veröffentlichungen vorgestellt werden, um
die generellen Zusammenhänge zu erläutern. Für eine detailliertere Zusammenfassung
sei an dieser Stelle auf die Keynote Paper von Brinksmeier et al. [Bri82b], M’Saoubi et
al. [M’S08, M’S15] und Jawahir et el. [Jaw11] verwiesen.
Anders als bei Titan wurden in der Literatur bei der Zerspanung von Stahl- und Nickel-
basiswerkstoffen mit geometrisch bestimmter Schneide Phasentransformationen an der
Werkstückoberﬂäche nachgewiesen, sodass diese als Ursache von Eigenspannungsent-
stehungen nicht generell ausgeschlossen werden können [Umb10]. Diese thermischen
Schädigungen der Randzone sind jedoch selten und treten nur bei der Bearbeitung
von harten Werkstoffen mit gefasten Werkzeugen und/oder hohem Werkzeugverschleiß
auf [Mat86]. In den meisten Studien werden thermische und insbesondere mechani-
sche Vorgänge für die Eigenspannungsentstehung beschrieben [Oku72, Jac00, Out02].
Mehrfach wird in der Literatur vereinfacht angenommen, dass thermische Einﬂüsse für
die Zugeigenspannungen und mechanische Einﬂüsse für die Druckeigenspannungen
verantwortlich sind [Jac00]. Während bei der Zerspanung thermische Einﬂüsse aufgrund
2 Stand des Wissens 23
der punktuellen Werkstückerwärmung für Zug-, nicht aber für Druckeigenspannungen
verantwortlich sein können, ist es nach Okushima [Oku72], Brinksmeier [Bri82b] und
Wiesner [Wie92] jedoch möglich, dass aus mechanischen Belastungen auch Zugeigen-
spannungen resultieren können. Dieser Zusammenhang wird häuﬁg in den Studien
zur Eigenspannungsentstehung nicht berücksichtigt und somit ist auch eine eindeutige
Trennung der Effekte nicht möglich [Bre11b].
In der Literatur werden bei der Drehbearbeitung von Stahlwerkstoffen deutlich häuﬁger
Zugeigenspannungen an der Oberﬂäche nachgewiesen als dies bei Titan der Fall ist,
wodurch bekanntermaßen die Rissausbreitung gefördert wird [Tön66, Ulu11, Jaw11].
Beispielsweise haben M’Saoubi et al. beim Orthogonaldrehen von dem austenitischem
Stahl X2CrNiMo17-12-2 unter Variation der Einstell- und Werkzeuggrößen lediglich
Zugeigenspannungen an der Oberﬂäche festgestellt, die sich in der Werkstücktiefe zu
Druckeigenspannungen mit einem globalen Minimum umwandeln [M’S99]. Fräsbearbei-
tungen verursachen nach Brinksmeier et al. tendenziell mehr Druckeigenspannungen
als Drehbearbeitungen, was durch eine verringerte Wärmeeinbringung begründet wird
[Bri82b]. Aufgrund der Vielzahl von experimentellen Untersuchungen in der Literatur
mit unterschiedlichen Prozessen, Werkstoffen, Einstellgrößen, Schneidwerkstoffen und
-geometrien, ist ein quantitativer Vergleich der Ergebnisse nur schwer möglich. Daher
werden die qualitativen Tendenzen von den wichtigsten Werkstoff-, Einstell- und Werk-
zeuggrößen prozessübergreifend von ausgesuchten, empirischen Studien im Folgenden
wiedergegeben und sind im Bild 2.12 zusammengefasst. Jeder der folgenden Absätze
bezieht sich hierbei auf eine Größe im Bild 2.12.
Wärmebehandlung und Werkstoff: Sowohl die Wärmebehandlung, als auch die Wahl
des Werkstoffs besitzen nach der Zerspanung den höchsten Einﬂuss auf die resultie-
renden Eigenspannungen. Matsumoto et al. zeigen dies beim Außenlängsdrehen von
unterschiedlich gehärteten 40NiCrMo6 Werkstücken, was auf unterschiedliche Gefüge-
deformationen und weniger auf den thermischen Einﬂuss zurückgeführt wird [Mat86].
Zu ähnlichen Erkenntnissen kommt Capello beim Außenlängsdrehen von Fe370, C45
und 39NiCrMo3, bei dem die Wechselwirkungen zwischen dem Werkstoff und den
Prozesseinstellgrößen als gering eingeschätzt werden und der Werkstoff den durch-
schnittlichen Wert der Eigenspannung festlegt [Cap05]. Ebenfalls weisen El-Axir [EA02]
beim Orthogonaldrehen und El-Khabeery [EK89] beim Planfräsen einen signiﬁkanten
Einﬂuss des zerspanten Werkstoffs auf die Eigenspannungen nach. Bei den Untersu-
chungen zur spanenden Bearbeitung an Gusseisen GG-22 stellt Tönshoff hauptsächlich
Druckeigenspannungen fest und bei C45 Zugeigenspannungen, was auf die Struktur
des Werkstoffs zurückgeführt wird [Tön66].
Schneidkantenverrundung: Neben der Wärmebehandlung und dem zerspanten Werk-
stoff beeinﬂusst die Schneidkantenverrundung rβ signiﬁkant die Eigenspannungen nach
der Zerspanung sowohl werkstoff- als auch prozessübergreifend [Den14c]. Dies wurde
in der Literatur mehrfach unter anderem von de León beim Planfräsen von Aluminium
7449 [LG09], Matsumoto beim Außenlängshartdrehen von 100Cr6 [Mat99] oder Jaco-
bus beim Orthogonaldrehen von 40NiCrMo6 nachgewiesen [Jac00]. Der Grund hierfür
ist der sogenannte Ploughing Effekt, bei dem der Werkstoff nicht getrennt, sondern
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Bild 2.12: Qualitativer Vergleich des Einﬂusses von Werkzeug- und Einstellgrößen
auf die Eigenspannungen von verschiedenen Werkstoffen
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unter der Schneidkantenverrundung gequetscht wird. Dies führt zu Gefügedeforma-
tionen, die beispielsweise von Kaczmarek durch Härteänderungen in der Randzone
nachgewiesen wurden [Kac66].
Vorschub- und Schnittgeschwindigkeit: Die am häuﬁgsten untersuchten Parameter mit
Einﬂuss auf die Eigenspannungen sind die Einstellgrößen Spanungsdicke h, respektive
Vorschub f bzw. Zahnvorschub fz und die Schnittgeschwindigkeit vc. Qualitativ und
prozessübergreifend ist der Einﬂuss der Spanungsdicke h bzw. (Zahn)vorschub f(z)
tendenziell etwas höher einzuschätzen als bei der Schnittgeschwindigkeit, was z. B.
Tönshoff durch den direkten Einﬂuss dieses Parameters auf die Entstehung der Oberﬂä-
che begründet [Tön66]. Bei Erhöhung der Schnittgeschwindigkeit vc wird in den meisten
Untersuchungen eine Verschiebung der Oberﬂächeneigenspannungen in Richtung Zug
beobachtet, was unter anderem durch den erhöhten Wärmeeintrag begründet wird
[M’S99, Out06b]. Analog zur Schnittgeschwindigkeit weisen unter anderem Tönshoff
[Tön66], Capello [Cap05], Sasahara et al. [Sas04] und M’Saoubi et al. [M’S99] eine
Verschiebung der Eigenspannung in Richtung Zug nach, wenn die Spanungsdicke h
bzw. der Zahnvorschub fz erhöht wird. Konträr verhält es sich mit der Dicke der mit
Zugeigenspannungen behafteten Randschicht. Während bei Erhöhung der Schnitt-
geschwindigkeit diese abnimmt, wie unabhängig voneinander nachgewiesen durch
Wiesner [Wie92], Okushima [Oku72] und M’Saoubi et al. [M’S99], erhöht sich die Dicke
der Schicht bei Erhöhung des Vorschubs. Dieser Effekt wird hauptsächlich auf die
vergrößerte primäre Scherzone zurückgeführt.
Span- und Freiwinkel: Eine vergrößerte primäre Scherzone wird auch durch die Werk-
zeugmakrogeometrie verursacht. Dies haben z. B. Guo et al. bei geringen Schnittge-
schwindigkeiten nachgewiesen, indem die Deformationsrate in der primären Scherzone
beim Hobeln von Bronze und Reinkupfer durch eine Hochgeschwindigkeitskamera
aufgenommen wurde [Guo11]. Die Spanungsdicke und insbesondere der Spanwinkel γ
variieren die Deformationszone, wodurch die Eigenspannungen im Werkstück ebenfalls
variieren. Tönshoff gibt auch beim Planhobeln und Außenlängsdrehen von C45 und
G-22 den Spanwinkel γ als wichtigste Größe zur Beeinﬂussung der Eigenspannungen
an [Tön66]. In den Untersuchungen von de León beim Planfräsen von Al 7449 war
jedoch der Effekt des Spanwinkels γ weniger relevant [LG09]. Wenn die neuentstandene
Oberﬂäche nach Spanabnahme die Freiﬂäche nicht berührt, besitzt der Freiwinkel α
keinen Einﬂuss auf die resultierenden Eigenspannungen [LG09, Cap05]. Lediglich bei
einem erhöhten Werkzeugverschleiß erhöhen sich Reibung und Größe der ternären
Scherzone und beeinﬂussen somit das Eigenspannungsproﬁl [Plö02, Asp07].
Schnitttiefe, Schnittbreite, Werkzeugeckenradius: Neben dem Freiwinkel α zeigt eben-
falls die Schnittbreite ae beim Fräsen sowie die Schnitttiefe ap beim Außenlängs-,
Plandrehen und Fräsen keinen oder nur geringen Einﬂuss auf die Eigenspannungen.
Die Erklärungsansätze von z. B. León oder Sasahara et al. sind hierzu analog zu Töns-
hoff, da diese Größen die Generierung der Oberﬂäche nicht beeinﬂussen. Daher ist es
nicht verwunderlich, dass der Werkzeugeckenradius rǫ prozessübergreifend beim Au-
ßenlängsdrehen [Sas04, Cap05] oder Planfräsen [LG09] nach Sasahara et al., Capello
und de León signiﬁkant die resultierenden Eigenspannungen beeinﬂusst.
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Anstellwinkel: Die Erkenntnisse der Literatur zum Einﬂuss der Anstellwinkel λ, τ auf die
Eigenspannungen bei der Verwendung von Kugelkopfwerkfräswerkzeugen widerspre-
chen sich teilweise. Als Beispiel seien die Untersuchungen von Axinte und Dewes beim
Kugelkopffräsen vom Warmarbeitsstahl X40CrMoV5-1 genannt, die nur einen geringen
Einﬂuss der Anstellwinkel feststellen, während Aspinwall et al. beim Kugelkopffräsen von
Inconel 718 diese Größen als signiﬁkant beurteilen [Axi02, Asp07]. Kalvoda und Hwang
weisen dem Kippwinkel einen hohen Einﬂuss auf Entstehung von Druckeigenspannun-
gen zu [Kal09]. Hierbei sei erwähnt, dass die Wechselwirkung zwischen Anstellwinkel
und Schnittgeschwindigkeit lediglich von Aspinwall et al. berücksichtigt wird und somit
eine klare Trennung der Effekte auf Basis weiterer Literatur nicht möglich ist.
Vorhersage von Eigenspannungen
Die Modellierung von Eigenspannungen ist durch den hohen Einﬂuss auf die Bauteil-
lebensdauer und des gestiegenen Bedarfs an virtueller Prozessoptimierung in den
letzten 20 Jahren vermehrt in den Fokus der Wissenschaft gerückt. Eine Vielzahl von
Modellen und Methoden zur Vorhersage von Eigenspannungen wurden entwickelt, die





Empirische Modelle verknüpfen durch Regression Eingangsgrößen, wie z. B. Prozess-
einstell- und Werkzeuggrößen, mit den Eigenspannungen, sodass in den meisten Fällen
die physikalischen Effekte nicht berücksichtigt werden. Die Modelle eignen sich für eine
schnelle und sichere Vorhersage von komplexen Anwendungsfällen, sind jedoch nur in-
nerhalb der variierten Eingangsgrößen gültig und nicht auf andere Prozesse übertragbar.
Für eine geeignete Regression werden unter anderem statistische Methoden zur Wahl
des Versuchsraums verwendet, die unter dem Begriff Design of Experiments (DoE) und
anschließender Auswertung (engl. Response Surface Methodology) zusammengefasst
sind. Diese Art der Modellierung nutzen z. B. Axinte und Dewes beim Kugelkopffräsen
von X40CrMoV5-1 [Axi02], El-Khabeery und Fattouh bei der Planfräsbearbeitung [EK89]
und El-Axir beim Orthogonaldrehen unterschiedlicher Werkstoffe [EA02].
Analytische Modelle nutzen physikalische Eingangsgrößen, wie Kräfte und Tempera-
turen, zur mathematischen Beschreibung der Eigenspannungsentstehung. Aufgrund
der Vielzahl von Variablen im Zerspanprozess wird die analytische Formulierung durch
gesetzte Annahmen und Nebenbedingungen vereinfacht und ist häuﬁg auf den Ortho-
gonalprozess beschränkt. Als Beispiel sei hier die Modellierung von Eigenspannungen
durch Verwendung der Hertzschen Gleichungen für mechanische Lasten oder bewegten
Wärmequellen nach z. B. Jaeger [Jae42] genannt, deren jeweilige Eingangsgrößen aus
dem Zerspanprozess formuliert werden. Im Orthogonalprozess konnten unter anderem
Jacobus et al. [Jac00], Lazoglu et al. [Laz08] oder Liang und Su [Lia07] die Eigenspan-
nungstiefenverläufe nach der Zerspanung unterschiedlicher Werkstoffe vorhersagen.
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Beim Fräsen ist dies bisher nur eingeschränkt möglich. Das zeigt z. B. der Ansatz
von Liang und Su beim Orthogonaleinstechdrehen [Su06], der später von Su auf das
Flanken- bzw. Planfräsen von Ti-6Al-4V übertragen wurde [Su12]. Jedoch stimmen die
Vorhersagen in [Su12] nur qualitativ mit den Messdaten überein. Ein weiterer Nach-
teil ist, dass Werkstoffänderungen, z. B. mikrostrukturelle Änderungen der plastischen
Deformation derzeit durch analytische Modelle nicht abgebildet werden [Jaw11]. Ein
Vorteil analytischer Modelle ist die kurze Rechenzeit.
Nach Markopoulos können die analytischen Modelle als Vorgänger der ﬂexibler einsetz-
baren numerischen Modelle verstanden werden, bei denen das wichtigste Verfahren
die Spanbildungssimulation durch die Finite-Elemente-Methode (FEM) ist [Mar13]. Auch
dieses Verfahren wird meistens auf den Orthogonalprozess angewendet, bei dem das
Werkstück und Werkzeug diskretisiert und die Dehnungen und Spannungen an den Kno-
tenpunkten der Elemente berechnet werden. Nachteil ist die deutlich höhere Rechenzeit
gegenüber analytischen und empirischen Modellen. Die wichtigsten Eingangsgrößen für
die FE-Simulation sind das verwendete Materialmodell, die Modellierung der Reibung
sowie das Separations- und Spanbruchkriterium beim Ansatz nach Lagrange. Das empi-
rische Johnson-Cook Materialmodell wird für die Zerspanung am häuﬁgsten eingesetzt
[Joh83]. Jedoch besitzen die Konstanten einen Einﬂuss auf die Vorhersage der Eigen-
spannungen [Umb07b, Sch11]. Die Reibungsmodellierung beeinﬂusst nach Filice et al.
maßgeblich den Wärmeﬂuss zwischen Span, Werkzeug und Bauteil [Fil07], wodurch
ebenfalls die Eigenspannungsvorhersage beeinﬂusst wird [Liu00]. Auch das Separati-
onskriterium, welches die Materialtrennung an der Schneidkante festlegt, beeinﬂusst
nach Ee et al. im hohen Maße die vorhergesagte Randzone [Ee05]. Chen weist bei der
FE-Simulation der Zerspanung von Ti-6Al-4V nach, dass der Werkzeugverschleiß sowie
die Scherspanbildung, die in der FEM durch ein Spanbruchskriterium festgelegt wird,
ebenfalls die Eigenspannungsvorhersage beeinﬂusst [Che04]. Aufgrund der Vielzahl an
Variablen bei der Vorhersage von Eigenspannungen durch FE-Simulation können sich
die Ergebnisse stark unterscheiden, was Jawahir et al. mit einen CIRP-Ringversuch
eindrucksvoll bestätigte [Jaw11]. Bei dem Ringversuch war es die Aufgabe die Eigen-
spannungen im Orthogonalversuch von 5 Werkstoffen mittels FEM vorherzusagen. Die
Ergebnisse von Ti-6Al-4V in Schnittrichtung sind links in Bild 2.13 dargestellt.
Während die Vorhersage von Kräften, Temperaturen und Spanformung durchschnittliche
Unterschiede von ca. 30 bis 40% zu den experimentell bestimmten Werten aufweisen,
liegt die Varianz der Oberﬂächeneigenspannungen aufgrund der oben genannten Grün-
de bei ca. 280%. Auf Basis der gemessenen Kräfte und der Spanmorphologie wurden
die Modelle kalibriert. Das Ergebnis daraus ist rechts in Bild 2.13 dargestellt. Trotz
einiger Verbesserungen sind die Unterschiede noch immer groß. Eine der umfangreichs-
ten Arbeiten zur FE-Simulation von Ti-6Al-4V wurde von Zanger vorgestellt, der eine
Kalibrierung durch einen Abgleich der Prozesskräfte, Reibungskoefﬁzienten, Spantem-
peratur und Spanform durchführte [Zan13]. Die maßgeblich simulativ durchgeführten
Untersuchungen zeigen eine wesentliche Beeinﬂussung der Bauteileigenschaften durch
die Schnittgeschwindigkeit vc und die Spanungsdicke h, nicht jedoch der Schneidkan-
tenverrundung rβ, was konträr zu den Erkenntnissen aus der Literatur ist.
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Prozess: Orthogonaleinstechdrehen mit unbeschichtetem Hartmetall
Schnittgeschw. v   = 90 m/min Spanwinkel g  = 6° c
Schneidkantenver. r   = 30 µm Freiwinkel a  = 7°b





Abstand von der Oberfläche z
Bild 2.13: Vergleich zwischen simulierten und gemessenen Eigenspannungen bei
Ti-6Al-4V im CIRP-Ringversuch [Jaw11]
Aufgrund der genannten Nachteile der bisherigen Verfahren existieren hybride Mo-
delle mit dem Ziel, die Vorteile der Modelle zu kombinieren. Beispielsweise stellt de
León ein analytisch-empirisches Modell zur Eigenspannungsvorhersage vor. Dabei wird
die hergeleitete, physikalische Eingangsgröße „inkrementelle Schnittkraft“ genutzt und
empirisch mit charakteristischen Punkten der Eigenspannungskurve korreliert [LG09].
Dieses Modell ist jedoch nur für das Planfräsen von Al 7449 bei der Verwendung von
Werkzeugen ohne Schneidkantenverrundung rβ und Eckenradius rǫ gültig. Eines der
ersten hybriden Modelle, bei dem eine FE-Simulation ohne Spanbildung und nur durch
das Beaufschlagen von analytisch festgelegten Kräften und Temperaturen erfolgte,
wurde von Okushima und Kakino beim Orthogonalprozess vorgestellt [Oku72]. Mit Hilfe
der Simulationen und experimentellen Daten zeigen die Autoren, dass der Einfalls-
winkel der mechanischen Ploughing-Kraft ebenfalls Zugeigenspannungen hervorrufen
kann. Diese Idee wurde von Valiorgue aufgegriffen und hinsichtlich der analytischen
Gleichungen für den Orthogonalprozess bei der Zerspanung vom austinitischen Stahl
X2CrNiMo17-12-2 verfeinert [Val07]. Der Ansatz wurde später auf das Außenlängs-
drehen übertragen [Val12], bei dem simulativ lokal unterschiedliche Eigenspannungen
vorhergesagt wurden, was Plöger 10 Jahre zuvor experimentell nachgewiesen hat
[Plö02]. Der Ansatz von Guillemot et al. ist eine Mischung aus analytischer Beschrei-
bung und der FE-Simulation bei der Zerspanung des bainitischen Stahls 25MnCrSiVB6
[Gui11]. Dabei wird der Kugelkopffräsprozess als schräger Schnitt abstrahiert und dar-
aus thermische bzw. mechanische Belastungen berechnet. Auch hier wurden lokal
unterschiedliche Eigenspannungen nachgewiesen. Eine qualitative Bewertung der ver-
wendbaren Methoden auf Basis der Erkenntnisse im Stand der Technik zur Vorhersage
von Eigenspannungen ist im Bild 2.14 zusammengefasst.



















Legende:  Tendenziell ist der Modelltyp hinsichtlich der Bewertungsgrößen
 vorteilhaft   ungünstig
 sehr vorteilhaft  sehr ungünstig
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Die sogenannte geometrische Oberﬂäche ist eine ideale Oberﬂäche, deren Nennform
durch technische Zeichnungen deﬁniert und durch entsprechende Oberﬂächenkenngrö-
ßen toleriert wird [DIN82]. Dabei ist die wirkliche Oberﬂäche nach der Fertigung oder
Rekonturierung nur eine Näherung an diesem Ideal und ist deﬁniert als die Trennﬂäche
zwischen Bauteil und umgebenden Medium. Auch die messtechnische Erfassung, ge-
nannt Ist-Oberﬂäche, durch optische oder taktile Methoden, ist nur eine Näherung an
die wirkliche Oberﬂäche. Mit dem industriell etablierten Tastschnittverfahren, genormt
nach ISO 4287 [DIN10], wird die Ist-Oberﬂäche taktil an einem gewähltem Proﬁlschnitt
aufgenommen, dargestellt in Bild 2.15(A). Das ungeﬁlterte Signal wird Primärproﬁl
(P-Proﬁl) genannt. Die Gesamtheit der hierbei auftretenden Abweichungen zwischen
der messtechnisch erfassten Ist-Oberﬂäche und der Soll-Oberﬂäche wird nach DIN
4760 [DIN82] Gestaltabweichungen genannt und wird in sechs Ordnungen unterteilt,
dargestellt in Bild 2.15(B).
Gestaltabweichungen 1. Ordnung sind Formabweichungen durch systematische werk-
stück- oder maschinenbedingte Fehler, z. B. durch Deformation, fehlerhafter Nullpunktbe-
stimmung oder Werkzeug/Werkstückabdrängungen. Welligkeiten am Werkstück werden
durch die Gestaltabweichungen 2. Ordnung beschrieben und sind systematische sowie
zufällige Einﬂüsse, z. B. Einspannungsfehler und Schwingungseffekte. Während die
Gestaltabweichungen 3. Ordnung maßgeblich kinematisch durch die Werkzeugschneide
auftreten (vgl. Bild 4.2 und [Kno00]), sind die Poren, Kratzer, Riefen und Schuppen
der Gestaltabweichung 4. Ordnung häuﬁg stochastisch bedingt [Lem92]. Durch geeig-





















Gestaltabweichungen nach DIN 4760A B
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Bild 2.15: Gestaltabweichungen nach DIN 4760 und Begriffe aus DIN EN ISO 4287
nete Proﬁlﬁlter mit genormten Eckfrequenzen werden die langwelligen W-Proﬁle und
kurzwelligen R-Proﬁle vom P-Proﬁl getrennt und können näherungsweise zu den Ge-
staltabweichungen 1/2. und 3/4. Ordnung eingeteilt werden. Die Gestaltabweichungen
5. und 6. Ordnung deﬁnieren die Gefügestrukturen und den Gitteraufbau des Werkstoffs
und werden für die Oberﬂächentopographie nicht behandelt.
Oberflächentopographie nach dem Kugelkopffräsen
Im Gegensatz zu den Eigenspannungen ist die Ausprägung der Oberﬂächentopographie
durch das Kugelkopffräsen bei der Neuteilproduktion gut erforscht und wird industriell
beherrscht. Ein Grund hierfür ist die in den 90er und 2000er Jahren in Fokus der Wis-
senschaft gerückte Hochgeschwindigkeitsbearbeitung, insbesondere für den Gesenk-
und Formenbau. Beispielhaft seien hierbei die Arbeiten aus dem SPP 1057 [Tön05]
sowie die Arbeiten von Camacho [Cam91], Hock [Hoc95], Knobel [Kno00], Finzer
[Fin01], Hieu [Hie07] und Urban [Urb09] genannt, deren experimentellen Erkenntnisse
mit weiteren Veröffentlichungen im Folgenden kurz erläutert und in Bild 2.16 qualitativ
zusammengefasst sind.
Die gefräste Oberﬂäche durch das Kugelkopffräsen wird nicht exakt abgebildet, sondern
durch ein Rillenproﬁl angenähert (vgl. Bild 4.2). Somit wird die Oberﬂächentopogra-
phie durch die Durchdringungskinematik zwischen Schneide und Werkstück sowie
weiteren, maßgeblich werkstoffspeziﬁschen Einﬂüssen festgelegt. Die Durchdringungs-
kinematik, oder auch nach Knobel kinematische Topographie genannt, wird durch die
Werkzeugmakrogeometrie, dem Zahnvorschub fz und Zeilenbreite br sowie den Anstell-
winkel λ, τ festgelegt. Somit ist bekannt und werkstoffübergreifend gültig, dass eine
Erhöhung des Zahnvorschubs, der Zeilenbreite sowie eine Verringerung des Werkzeug-
durchmessers zur Erhöhung der Oberﬂächenrauheit führt [Bac13, Urb09, Vak12]. Die
Schnitttiefe ap und Schnittgeschwindigkeit vc sind unabhängig von der Werkzeugkine-



























Legende:  Erhöhung bewirkt tendenziell: 
starke Abnahme   starke Zunahme
geringe Abnahme geringe Zunahme
Anstellwinkel l,t
Bild 2.16: Einﬂussgrößen auf die Oberﬂächentopograhpie beim Kugelkopffräsen
[Hie07, Tön05]
matik, beeinﬂussen aber die Oberﬂächentopographie durch erhöhte Schwingungsnei-
gungen und veränderte Spanbildungs- und Materialtrennmechanismen. Der Einﬂuss
des Vorschubrichtungs- und Kippwinkel auf die Topographie sind im hohen Maße von
der Werkzeugmakrogeometrie abhängig und verhalten sich nicht-linear.
Aufgrund der erhöhten Quetsch- und Reibvorgänge und somit erhöhtem Werkzeugver-
schleiß, soll der Eingriff der Werkzeugspitze durch geeignete Anstellwinkel vermieden
werden [Ozt09, Kal09, Bac13]. Aspinwall et al. beobachtet bei der Kugelkopffräsbear-
beitung von Inconel 718 zusätzlich eine erhöhte Rauheit wenn im Ziehschnitt bearbei-
tet wurde, was auf erhöhte Werkzeugschwingungen zurückgeführt wird [Asp07]. Die
Schwingungseffekte und somit verminderte Oberﬂächenqualität durch erhöhte Schnitt-
tiefe, Anstellwinkel und Prozesskräfte sind somit indirekt auf den Werkstoff und nicht
auf die Fräserkinematik zurückzuführen. Ein weiterer kinematisch bedingter Einﬂuss
ist der Werkzeugrundlauf bei mehrschneidigen Werkzeugen. Aufgrund des geringen
Bereiches der Oberﬂächenerzeugung (vgl. Altmüller [Alt00, S. 44ff]) beeinﬂussen selbst
geringe Rundlaufabweichungen von wenigen Mikrometer die Oberﬂächentopographie
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[Hoc95, Tön05]. Aus diesem Grund sind Veränderungen der Werkzeugmikrogeome-
trie, beispielsweise durch das Werkstückmaterial bedingter Werkzeugverschleiß, Auf-
bauschneiden, Schneidkantenverrundungen oder -schartigkeiten sowie Schlichtwerk-
zeuge mit verlängerten Querschneiden, allesamt im hohen Maße für die resultierende
Topographie verantwortlich. Die Zusammenhänge bei veränderter Werkzeugmikrogeo-
metrie auf die Topographie sind maßgeblich mechanisch bedingt und bisher weniger
erforscht als die kinematisch bedingten Einﬂüsse.
Vorhersage der Oberflächentopographie
Wie die Eigenspannungen ist auch die Oberﬂächentopographie aufgrund der hohen
Relevanz der Funktionserfüllung und Leistungsfähigkeit von Bauteilen eine wichtige
Kenngröße. Entsprechend wurden auch bei der Oberﬂächentopographie Modelle und
Methoden entwickelt, die eine Prognose der Topographie erlaubt. Jedoch ist die Pro-
gnosefähigkeit und die Anwendbarkeit der Oberﬂächensimulation denen der Eigenspan-
nungen überlegen. Die Methoden zur Vorhersage der Topographie wird in dieser Arbeit
unterteilt in
• Vorhersage von Oberﬂächenkennwerten
• Simulation der Topographie.
Bei der Vorhersage von Oberﬂächenkennwerten, in den meisten Fällen Rz, Ra und
Rt , können analytische Gleichungen verwendet werden, die auf das resultierende
Proﬁl in Vorschub oder Vorschubnormalrichtungen basieren. Ein häuﬁg verwendetes,
stark vereinfachtes Beispiel ist die Oberﬂächenstruktur beim Kugelkopffräsen durch
Abstraktion eines Kreises auf der Oberﬂäche, berechnet durch









wobei die Konstante C je nach Betrachtungsrichtung durch den Zahnvorschub fz oder
die Zeilenbreite br ersetzt wird [Cam91, Hoc95, Qui10]. Ozturk et al. erweiterten diesen
Ausdruck für Anstellwinkel, bei denen der Schaftbereich des Kugelkopffräsers im Eingriff
ist und berechneten kritische Anstellwinkel zur Vermeidung des Eingriffs der Werkzeug-
spitze [Ozt09]. Camacho leitet die Rillenbreite des Rauheitsproﬁl für zylindrisch konkave
und konvexe Flächen bei der Verwendung von angestellten, geradstirnigen Fräsen her
[Cam91]. Die Näherungsgleichungen nach Knobel für gekrümmte Werkstücke erlauben
die Berechnung von Rt und Ra in Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung für Schaft-,
Torus- und Kugelkopffräser mit einem Vorschubrichtungswinkel λ = 1°bis 10°[Kno00].
Bei Schlichtprozessen mit kleinen Zeilenbreiten br und Zahnvorschüben fz und geringen
Werkzeugdurchmessern DWz überwiegen mikrogeometrische Werkzeugeinﬂüsse und
Adhäsion [Grz96], sodass die analytischen Gleichungen deutlich geringere Rauheiten
prognostizieren als real gemessene. Dies wird z. B. in der Arbeit von Quintana et al.
unter Verwendung von Gleichung 2.2 bestätigt [Qui10].
Empirische Methoden sind eine weitere Variante zur Vorhersage von Oberﬂächenkenn-
werten, bei denen als Eingangsgröße experimentelle Daten verwendet werden. Dies
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können analog zu den Eigenspannungen DoE-Experimente mit anschließender multidi-
mensionaler Regression sein, unter anderem von Vakondios et al. beim Kugelkopffräsen
von Al7075 mit der Zielgröße Rz durchgeführt [Vak12]. Neben der Regression werden
auch generische Algorithmen, künstliche neuronale Netze und Fuzzi Logik für die Ober-
ﬂächenvorhersage verwendet [Ben03]. Diese Ansätze nutzen ebenfalls experimentelle
Eingangsdaten und eignen sich maßgeblich für Prozessüberwachung und Regelal-
gorithmen, jedoch sind sie wie die Regression für die Prognose auf den jeweiligen
Anwendungsfall (Werkzeug, Werkstück, Maschine) beschränkt.
Mit der zweiten Methode, der Simulation der dreidimensionalen Oberﬂächentopogra-
phie, können beliebige Oberﬂächenkennwerte ausgewertet werden, wodurch diese
Modelle ﬂexibler und allgemeingültiger sind. Die in der Literatur angewendeten Me-
thoden können wiederum unterteilt werden in analytische Ansätze sowie diskretisierte
Werkstücke. Bei den analytischen Ansätzen wird die Trajektion der Werkzeugschneide
mathematisch beschrieben, mittels computerimplementierten Algorithmen gelöst bzw.
dargestellt und je nach Fokus des Modells durch verschiedene Aspekte, beispiels-
weise Werkzeuggestalt, Rundlauffehler oder Schwingungen erweitert. Als Beispiel sei
das analytische Modell von Elbestawi et al. genannt, was die Topographie nach dem
Flankenfräsen unter Berücksichtigung des Rundlauffehlers, der Werkzeugabdrängung
und -schwingungen sowie des Verschleißes berechnet [Elb94]. Das Werkzeug wird als
Massen-Feder-Dämpfer-System modelliert, der Rundlauffehler durch einen parallelen
Versatz der Werkzeugachse zur Rotationsachse beschrieben und der Verschleiß durch
Anpassung des Schneidkantenradius berücksichtigt. Die Topographie in axialer Rich-
tung wird nicht simuliert und das Modell gilt für Werkzeuge ohne Anstell- und Drallwinkel.
Ähnliche Ansätze mit unterschiedlichen Algorithmen wurden für das Kugelkopffräsen
unter anderem von Chen et al. [Che05] oder Arizmendi et al. [Ari08] vorgestellt, bei
denen die Berücksichtigung des Werkzeugrundlaufs besondere Beachtung fand. Der
Vorteil der analytischen Verfahren ist die schnelle Berechnung. Jedoch sind die Model-
le meistens auf wenige Werkzeugtypen beschränkt und die Komplexität der Ansätze
erhöht sich bei Berücksichtigung von Anstellwinkel, Rundlauf, Schwingungen etc.
Die Komplexität der Berechnung wird verringert, wenn das Werkstück mathematisch
diskretisiert wird, beispielsweise über Höhenlinien [Bou03], Voxel [BC12], Dexel [Liu05],
Polyeder oder Constructive Solid Geometry (CSG) [Sur05]. Bei Höhenlinien-Modellen
wird das Werkstück mit parallelen Ebenen geschnitten. Voxel sind kleine dreidimen-
sionale Quader mit dem Zustand 1 und 0. Dexel sind hingegen eine zweidimensonale
Matrix von unendlich dünnen Stäben. Bei Polyedermodellen wird die Oberﬂäche durch
unterschiedliche Dreiecke approximiert. Die Grenzﬂächen der CSG-Modelle werden
zwar analytisch beschrieben, jedoch wird das Werkstück aus Booleschen Operationen
von einfachen Grundkörpern aufgebaut, weshalb diese Art der Modelle hier ebenfalls
als diskret aufgefasst werden. Auf die detaillierte Beschreibung der auch als Materialab-
tragssimulation bekannten Verfahren sei auf Denkena und Tönshoff verwiesen [Den11b,
S. 114ff]. Der Vorteil von diskreten Werkstückmodellen ist die erhöhte Flexibilität und All-
gemeingültigkeit, bei gleichzeitig erhöhter Rechenzeit bzw. Speicherverbrauch. Ferner
muss das Werkzeug analytisch oder als CAD-Modell vorliegen.



















Legende:  Tendenziell ist der Modelltyp hinsichtlich der Bewertungsgrößen
 vorteilhaft   ungünstig
 sehr vorteilhaft  sehr ungünstig
Bewertungs-
größen
Oberflächenkenngrößen (Ra, Rz, ...) Abbildung der Topographie
Bild 2.17: Qualitativer Vergleich unterschiedlicher Methoden zur Vorhersage der
Oberﬂäche
Liu et al. zeigen in ihrer Materialabtragssimulation, dass neben der Wahl der Werk-
stückdiskretisierung die Berücksichtigung der trochoidalen Werkzeugtrajektorie ei-
ne genauere Oberﬂächensimulation erlaubt, als die Verwendung eines Werkzeug-
Rotationskörpers, wie z. B. eine Sphäre beim Kugelkopffräser [Liu05]. Analog zu den
analytischen Gleichungen prognostizieren die Topographiesimulationen häuﬁg geringe-
re Rauheiten als die Messdaten, insbesondere bei Schlichtprozessen [Liu05, Bou03,
Che05]. Eine qualitative Bewertung der verwendbaren Methoden auf Basis der Erkennt-
nisse im Stand der Technik zur Vorhersage der Oberﬂächentopographie ist im Bild 2.17
zusammengefasst. In dem Keynote Paper von Benardos und Vosniakos zur Vorhersage
von Oberﬂächentopographie werden die Methoden klassiﬁziert in (1) analytisch, (2) em-
pirisch, (3) DoE, (4) künstliche Intelligenz, was vergleichbar ist zu der oben dargestellten
Unterteilung [Ben03]. Die Modelle ermöglichen eine gute Vorhersage bei den meisten
Fertigungsprozessen, jedoch wären hybride Ansätze wie bei der Eigenspannungsvor-
hersage nach Benardos und Vosniakos wünschenswert, um die Prognosefähigkeit bei
Schlichtprozessen zu verbessern.
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2.3.3 Vorhersage der thermisch-mechanischen Werkstückbelastung während
der Zerspanung
Vorhersage von Prozesskräften während der Zerspanung
Die Vorhersage der Prozesskräfte bei der Zerspanung ist das Ziel vieler wissenschaftli-
chen Veröffentlichungen seit über 100 Jahren. Diese wurden unter anderem zur Leis-
tungsauslegung von Werkzeugmaschinen, Eingangsgröße für die Berechnung von
Stabilitätskarten, Werkzeugauslegung, Vorhersage von Formabweichungen sowie der
Werkstückbelastung genutzt [Gra04]. Aufgrund der Vielzahl von Veröffentlichungen
werden im Folgenden die wichtigsten Modelle und Methoden klassiﬁziert und bewertet.
Für eine detaillierte Zusammenfassung sei z. B. auf die Arbeiten von Claussen [Cla05],
Zabel [Zab10], und Arrazola et al. [Arr13] verwiesen.
Aufgrund der in der Literatur unterschiedlichen Klassiﬁzierung der Prozesskraftmodelle,
wird im Folgenden die gleiche Einteilung vorgenommen wie bei den Eigenspannungen
aus Kapitel 2.3.1. Analytische Modelle verwenden rein physikalische Eingangsgrößen
und können mathematisch geschlossen formuliert und schnell gelöst werden. Das
bekannteste analytische Modell ist das Scherebenenmodell von Ernst und Merchant,
bei dem die gesamte Umformung in einer unendlich dünnen Scherebene stattﬁndet, die
um den Scherwinkel φ angestellt ist [Ern41], siehe Bild 2.18(A). Die Eingangsgrößen
des Modells sind die Scherspannung des Werkstückmaterials τS, der Scherwinkel φ,
der Spanwinkel γ und der durch die Reibung an der Spanﬂäche berechnete Reibwinkel
ρ. Basierend auf dem Modell von Ernst und Merchant existieren eine Vielzahl weiterer
Scherebenenmodelle und über 50 Ansätze zur Berechnung des Scherwinkels [Alt00].
Alle Scherebenenmodelle weisen eine Geschwindigkeit- sowie Dehnungsunstetigkeit in
der Scherebene auf, was in der Realität nicht auftreten kann.
Eine genauere analytische Abbildung ist mit Scherzonen- und Gleitlinienmodellen (engl.
slip-line) möglich, bei denen je nach Komplexitätsgrad Geschwindigkeit, Spannungen,
Verformungsgrad, Reibung und Kaltverfestigung berücksichtigt werden. Mit diesen Mo-
dellen wird versucht die Zonen der Spanentstehnung (z. B. nach Warnecke) nachzubil-
den, vgl. Bild 2.18(A), und sind somit eine Weiterentwicklung der Scherebenenmodelle.
Die Arbeit von Oxley gilt hierbei als Pionierarbeit, bei der experimentell die plastische
Verformung bestimmt wurde. Mit diesen Daten wurde die Scherzonendicke auf 1/10 der
Scherzonenlänge festgelegt und somit kann an jeder Stelle der primären Scherzone die
Dehnrate und Dehnung berechnet werden [Oxl89]. Jedoch ist das Modell nur für scharfe
Schneidkanten gültig. Fang stellte ein Gleitlinienmodell für verrundete Schneidkanten
auf, das aus 27 Untergliederungen besteht und in der Lage ist die Schnitt- und Ploug-
hingkräfte vorherzusagen [Fan03a, Fan03b]. Die Nachteile der analytischen Modelle
sind deren häuﬁge Begrenzung auf den Orthogonalschnitt, deren steigende Komplexität
bei Modellverbesserungen sowie die Beschränkung auf Fließspäne, was insbesondere
bei Ti-6Al-4V nicht zutrifft (vgl. Kapitel 2.2)
Häuﬁg existieren bei den analytischen Modellen eine Vielzahl an unbekannten Ein-
gangsgrößen, z. B. Scherwinkel, Scherspannung oder Reibkoefﬁzienten. Weitere Ein-
gangsgrößen wie Spanbildungsmechanismen, Kühlschmiermittel und Einﬂuss der Werk-
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zeugmaschine werden vernachlässigt. Aus diesem Grund sind die mechanistischen
Kraftmodelle am weitesten verbreitet und verbinden die Größe und Form des Spanungs-
querschnitts A mit experimentell bestimmten Kraftkoefﬁzienten, die alle oben genannten
Einﬂüsse zusammenfassen. In der Literatur werden diese Art der Modelle ebenfalls als
empirisch oder semi-empirisch bezeichnet [Cla05]. Die einfachste Form dieser Modelle
hat Fischer aufgestellt Fi = ki · b · h, wobei der Index i für die jeweilige Richtung des
festgelegten Koordinatensystems steht. Aufgrund der Abweichung des Modells bei
kleinen Spanungsdicken h erweiterte Friedrich diesen Ansatz zu [Fri09]
Fi = ki · b · h + wi · (b + h) . (2.3)
Die Koefﬁzienten ki beziehen sich auf einen proportionalen Anteil der Scherung und
die Koefﬁzienten wi beziehen sich auf die Reibkraft proportional zur Länge der sich
im Eingriff beﬁndlichen Schneide. Aus Gleichung 2.3 folgt, dass die Prozesskraft nicht
direkt proportional zur Spanungsdicke h ist, worauf ebenfalls der Ansatz nach Victor
und Kienzle beruht, der insbesondere für Drehprozesse weit verbreitet ist [Kie52]
Fi = ki1,1 · b · h(1−mi1,1). (2.4)
Im doppelt-logarithmischen Maßstab ist der Koefﬁzient ki = Fi/bh, auch speziﬁsche
Schnittkraft genannt, eine Gerade mit der Steigung mi und der Stützstelle ki1,1. Der
Index bezieht sich auf die Spanungsgrößen b = h = 1mm. Wird die Gleichung 2.4
abschnittsweise für unterschiedliche Bereiche der Spanungsdicke deﬁniert, ist eine
Übertragung auf Fräsprozesse möglich [Tön04, S. 79ff]. Der Ansatz von Victor und
Kienzle wurde später von Köhler auf allgemeine Spanungsgeometrien erweitert, indem
zur Berechnung die sich im Eingriff beﬁndliche Schneidenlänge S und eine effektive
Spanungsdicke h∗ herangezogen wurde [Köh10].
Das für das Fräsen am häuﬁgsten verwendete mechanistische Modell basiert auf
den Arbeiten von Lee und Altintas, bei dem ein Kugelkopffräser in inﬁnitesimal kleine
Scheiben der Höhe dz diskretisiert wird [Lee96]. Der Ansatz wurde später auf beliebige
Fräsergeometrien übertragen [Alt01] und lautet für ein einzelnes Inkrement
dFi = kc,i · h · db + ke,i · dS. (2.5)
Anschließend werden die Gesamtkräfte über die Schnitttiefe integriert und durch eine
Transformation in das werkstückbezogene Koordinatensystem überführt. Dieser lineare
Ansatz ist vergleichbar mit dem Ansatz von Friedrich (Gleichung 2.3), bei dem die
drei Koefﬁzienten kc,i den Scheranteil und die drei Koefﬁzienten ke,i den Reibanteil
beschreiben. Für die Identiﬁkation der Koefﬁzienten aus Gleichung 2.5 werden zwei
experimentelle Ansätze verwendet. Beim sogenannten mechanistischen Ansatz werden
die Prozesskräfte unter Variation des Zahnvorschubs aufgenommen und anschließend
die gleichen Eingriffsverhältnisse simulativ abgebildet [Gra04]. Durch die mittleren Kräfte
und lineare Regression der Messwerte über den Zahnvorschub ergibt sich ein lineares
Gleichungssystem, das nach kc,i und ke,i aufgelöst wird. Die Koefﬁzienten sind jedoch
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nur für die jeweilige Werkstück-Werkzeugkombination gültig. Gerade bei Kugelkopfwerk-
zeugen kann dies problematisch sein aufgrund der sich ändernden Werkzeuggeometrie
entlang der Schneide und somit variierenden Koefﬁzienten bei unterschiedlichen Schnitt-
tiefen [Gra04, Wei11]. Der zweite Ansatz basiert auf der Nutzung einer orthogonalen
Datenbank, bei dem für unterschiedliche Werkstoffe der Scherwinkel, Reibkoefﬁzien-
ten und Scherspannung über variierende Spanungsdicken bestimmt werden [Bud96].
Die Daten aus dem Orthogonalschnitt werden anschließend auf den schrägen Schnitt
übertragen, beispielsweise für Fräswerkzeuge mit Drallwinkel. Die Prognosefähigkeit
des mechanistischen Ansatzes ist aufgrund der direkteren Nutzung der experimentellen
Daten höher als bei der orthogonalen Datenbank.
Vorteile der mechanistischen Modelle sind die einfache Handhabung, schnelle und
sichere Vorhersage auch bei komplexen Anwendungsfällen. Nachteile sind die auf den
jeweiligen Anwendungsfall verwendbaren Kraftkoefﬁzienten, die durch experimentelle
Untersuchungen bestimmt werden müssen. Es sei angemerkt, dass für alle mechanisti-
schen Kraftmodelle die Eingriffsverhältnisse bekannt sein müssen. Während dies bei
einfachen Drehprozessen analytisch möglich ist, werden bei Zerspanprozessen mit Frei-
formﬂächen und komplexen Kinematiken zunehmend die Materialabtragssimulationen
genutzt, die in Kapitel 2.3.2 beschrieben sind.
Die Vor- und Nachteile der numerische Modelle sind in Kapitel 2.3.1 und Bild 2.14
aufgelistet und gelten auch für die Vorhersage von Prozesskräften. Es sei angemerkt,
dass die Vorhersage von Prozesskräfte bei der FE-Spanbildungssimulation bei Verwen-
dung eines geeigneten Materialmodells und Separationskriteriums bessere Ergebnisse
liefert als die Vorhersage der Eigenspannungen [Jaw11], jedoch häuﬁg nur auf den
Orthogonalprozess beschränkt ist, bei gleichzeitiger hoher Berechnungszeit [Mar13].
Hybride Modelle nutzen keine Kraftkoefﬁzienten zur Prozesskraftvorhersage, basieren
jedoch auf experimentellen Daten. Ein Beispiel ist das Modell von Clausen, bei dem der
allgemeine schräge Schnitt auf ein Scherebenenmodell zurückgeführt wird und die Ein-
gangsgrößen Reibwinkel ρ, Spanﬂusswinkel ηκ und Scherspannung τS als empirische
Regressionsfunktion in Abhängigkeit der Schnittgeschwindigkeit und des Spanungs-
querschnitts vorliegen [Cla05]. Eine ähnliche Methode wenden Yang und Park an, bei
der im Orthogonalprozess die Scherspannung τS, Scherwinkel φ und Reibwinkel ρ durch
empirische Gleichungen beschrieben und anschließend auf den Kugelkopffräsprozess
übertragen wird [Yan91].
Vorhersage von Temperaturen während der Zerspanung
Bei der Zerspanung mit geometrisch bestimmter Schneide wird nahezu die gesamte
eingebrachte mechanische Leistung der Spindel in thermische Energie umgewandelt.
Der Anteil der mechanischen Energie, die in den resultierenden Gefügedeformatio-
nen gebunden ist, gelten nach Schmidt und Roubik im Hinblick auf die im Prozess
umgewandelte Gesamtenergie als vernachlässigbar [Sch49]. Die Wärmequellen sind
hierbei die primäre, sekundäre und tertiäre Scherzone, deren gemittelte Anteile an
der Gesamtwärme nach Kumar und Ajay [Kum12], Kommanduri [Kom00] und Pabst
[Pab08] in Bild 2.18(B) zusammengefasst sind. Des Weiteren ist die Wärmeabfuhr
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qualitativ anhand der Pfeilgröße in Bild 2.18 eingezeichnet. Es zeigt sich, dass aufgrund
der angrenzenden Wärmequelle der primären Scherzone ein Großteil der Wärme (ca.
70 − 90%) durch die Späne abgeführt wird [Sch49], [Kum12, Sha96]. Vieregge hat
gezeigt, dass die genaue Verteilung der Wärmemenge abhängig ist von den Einstell-
größen, dem Fertigungsprozess sowie der Werkzeug-Werkstückkombination und somit
nicht verallgemeinert werden kann [Vie53]. Titan beispielsweise besitzt eine geringe
Wärmeleitfähigkeit, wodurch mehr Wärme ins Werkzeug eingeleitet wird und weniger ins
Werkstück bzw. in den Span [Loe54, Kom82]. Dies wird in den experimentellen thermo-
graﬁschen Aufnahmen von Armendia et al. im Orthogonalprozess bei der Zerspanung
von Ti-6Al-4V im Vergleich zu 42CrMoS4 deutlich [Arm10, Fig.3]. Dies bestätigt die
kalorimetrische Messungen von Schmidt und Roubik, bei denen die Wärmeaufteilung
zwischen Span, Werkzeug und Werkstück maßgeblich von der Wärmeleitfähigkeit der
Materialpaarungen sowie der Schnittgeschwindigkeit abhängen [Sch49].
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Bild 2.18: links: (1) primäre, (2) sekundäre, (3+4) tertiäre Scherzone, (5) Verfor-
mungsvorlaufzone [War74], rechts Wärmequellen und -abfuhr
Für die Modellierung der Wärmequellen stehen analog zur Vorhersage der Prozesskräf-
te ebenfalls analytische, numerische und empirische Modelle zur Verfügung, wobei die
empirischen Ansätze aufgrund der schlechten Übertragbarkeit deutlich weniger stark
verbreitet sind als bei den Prozesskräften. Einer der bekanntesten analytischen Ansätze
zur Berechnung der in Bild 2.18(B) dargestellten Wärmequellen ist die bewegte lineare
Wärmequelle nach Jaeger [Jae42]. Der Ansatz basiert auf einer instationären Wärme-
punktquelle, die auf eine Linie bzw. Fläche integriert wird und die primäre Scherebene
bzw. Scherzone wiedergibt [Kom00]. Richardson et al. nutzen diesen Ansatz für das
Flankenfräsen, indem die Punktquelle auf den Eingriffsbogen jedes Zahns integriert
wird [Ric06]. Einen erweiterten Ansatz, bei dem lediglich eine Wärmequelle verwendet
wird und damit die Temperaturen in Werkstück, Werkzeug und Span bestimmt werden
kann, ohne vorher deﬁnierte, prozentuale Wärmemengenverteilungen, stellen Koman-
duri und Hou vor. Zunächst wurde die primäre Scherzone, [Kom00], anschließend die
sekundäre Scherzone modelliert [Kom01b] und beide Modelle im dritten Teil kombiniert
[Kom01c]. Das Modell ist für kontinuierliche Späne und scharfe Werkzeuge gültig und
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wurde später von Karas et al. durch Verwendung geeigneter Koordinatensysteme für
Echtzeitberechnung qualiﬁziert [Kar13].
Die Vorteile (schnelle Berechnung, physikalische Abbildung der Realität) und Nachteile
(viele und häuﬁg unbekannte Eingangsgrößen, einfache Prozesse) der analytischen
Methoden gelten analog zu der Vorhersage der Prozesskräfte, jedoch sind die ana-
lytischen Methoden bei Temperaturberechnungen verbreiteter. Bei der numerischen
Spanbildungssimulation gelten die gleichen Nebenbedingungen (Materialmodell, Sepa-
rationskriterium) für die Temperaturvorhersage wie bei den Prozesskräften oder den
Eigenspannungen. Die Prognosefähigkeit ist hierbei den Eigenspannungen überlegen,
den Prozesskräften jedoch unterlegen und häuﬁg auf zweidimensonale Anwendungen
beschränkt [Fil07, Umb07a]. Hybride Modelle vereinen die Temperaturberechnung und
-verteilung durch ein FE-Netz mit analytischen Gleichungen für die Temperaturquel-
le, bei denen komplexe, dreidimensonale Prozesse wie Kugelkopffräsen abgebildet
werden, deren Lösungen jedoch nur für den Anwendungsfall verwendbar sind (vgl.
[Gui11, Val12, Bra08]). Für die Messmethoden zur experimentellen Bestimmung bzw.
Validierung der Temperatur sei auf die Keynote-Paper von Bacci da Silva und Wallbank
[Sil99], Komanduri und Hou [Kom01a] und die Arbeit von Pabst [Pab08] verwiesen.
2.4 Zusammenfassung und Defizite im Stand des Wissens
Prozesskette der Rekonturierung
Die einzelnen Schritte bei der Rekonturierung sind 1) Werkstück rüsten, 2) Kontur
erfassen, 3) Werkzeugweg generieren, 4) Ausführen der Fräsoperation. Ferner lässt
sich der Stand des Wissens in folgende Punkte zusammenfassen:
• Kommerzielle Systeme zur automatischen Erstellung von adaptiven Werkzeugwe-
gen vergleichen die Messdaten mit einem CAD-Mastermodell. Hierbei wird der
reparierte Bereich des Werkstücks nicht berücksichtigt.
• Bei der Neuteilproduktion existieren angepasstere Werkzeugwegstrategien als
bei der Rekonturierung. Es werden maßgeblich Kugelkopf- und Schaftfräser zur
Rekonturierung eingesetzt.
• Zur Reduktion von Werkstückschwingungen, welche die Randzoneneigenschaften
negativ beeinﬂussen können, sind steife Spannsysteme zu bevorzugen.
Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung
Die Randzoneneigenschaften beeinﬂussen das Einsatzverhalten des Investitionsguts
und sind daher von hoher Wichtigkeit. Es wurden Oberﬂäche und Eigenspannungen als
wichtigste Randzoneneigenschaften identiﬁziert. Ferner lässt sich zusammenfassen:
• Die Oberﬂächentopographie beeinﬂusst die Funktionserfüllung. Der Einﬂuss der
Störkontur in Wechselwirkung mit Einstellgrößen und Werkzeuggestalt auf die
Oberﬂächentopographie ist weitgehend unerforscht.
• Die Eigenspannungen beeinﬂussen das Verformungs- und Versagensverhalten.
40 2 Stand des Wissens
In der Praxis werden zur Sicherstellung von Druckeigenspannungen aufwendige
Nachbehandlungsverfahren angewandt.
• Der Einﬂuss von Einstellgrößen und Werkzeuggestalt auf die Eigenspannungen
nach der Rekonturierung ist unerforscht.
• Es ist bekannt, dass der Schweißprozess das Gefüge und die Eigenspannungen
beeinﬂusst. Die Wechselwirkung mit der Rekonturierung ist unbekannt.
Die Eigenschaften der Titanlegierung Ti-6Al-4V
Ti-6Al-4V gehört zu den schwer zerspanbaren Werkstoffen mit einer hohen chemischen
Reaktivität und schlechter Wärmeleitfähigkeit. Durch die Eigenschaften von Ti-6Al-4V
resultieren hohe Scherzonentemperaturen und eine geringe Kontaktﬂäche, die zu einem
hohen Werkzeugverschleiß durch Abrasion, Adhäsion und Diffusion führt.
Randzoneneigenschaften nach der spanenden Bearbeitung
Anders als bei der Rekonturierung gibt es zahlreiche Erkenntnisse über die Randzone-
neigenschaften nach der Zerspanung. Für die Legierung Ti-6Al-4V sind die wichtigsten
Punkte aus dem Stand des Wissens:
• Eigenspannungen
– Druckeigenspannungen wurden nach der Zerspanung von Ti-6Al-4V pro-
zessübergreifend nachgewiesen. In der Literatur wird dies durch die primär
mechanischen Einﬂüsse erklärt, was bisher nicht nachgewiesen wurde.
– Die Einﬂüsse der Einstell- und Werkzeuggrößen auf die Eigenspannungen
widersprechen sich. Es gibt keine umfangreiche Studie zum Einﬂuss von
Eigenspannung durch Kugelkopffräsen bei der Zerspanung von Ti-6Al-4V.
– Derzeit können Eigenspannungen nur eingeschränkt und maßgeblich bei
kinematisch einfachen Prozessen vorhergesagt werden. Für komplexe Pro-
zesse werden vermehrt hybride Ansätze verfolgt.
• Oberﬂächentopographie
– Die Ausprägung der Topographie durch das Kugelkopffräsen ist bei Neubau-
teilen gut erforscht und die Zusammenhänge sind größtenteils bekannt.
– Maßgeblich wird die Oberﬂächentopographie durch die Kinematik des Werk-
zeugs und den Eigenschaften des Werkstückmaterials festgelegt.
– Bei der Vorhersage der Topographie sind die Einﬂüsse der Werkzeugmikro-
geometrie bisher weniger erforscht als die kinematisch bedingten Einﬂüsse.
• Vorhersage der thermisch-mechanischen Werkstückbelastung
– Für komplexe Zerspanprozesse sind mechanistische Ansätze mit der Ver-
wendung von empirischen Krafkoefﬁzienten am weitesten verbreitet. Bei
einfachen Prozessen eignen sich z. B. FEM oder analytische Methoden.
– Analytische Ansätze zur Vorhersage der Temperaturen sind weit verbreitet.
Ein Großteil der erzeugten Wärme ﬂießt in den Span und ins Werkzeug.
– Analytische Ansätze sind häuﬁg auf einfache Prozesse beschränkt, sodass
für komplexe Prozesse vermehrt hybride Ansätze verwendet werden.
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise
Die Analyse der aktuellen Prozesskette zur Regeneration und Rekonturierung zeigt
einen zunehmenden Trend zur Automatisierung, bei gleichzeitig hohen Qualitätsanforde-
rungen hinsichtlich der Randzoneneigenschaften Oberflächenqualität und Eigenspan-
nungen. Dabei werden Rekonturierungsprozesse derzeit maßgeblich erfahrungsbasiert
und durch heuristische Methoden ausgelegt, was konträr ist zu den Qualitätsanforde-
rungen sowie der Notwendigkeit einer bauteilindividuellen Betrachtung.
Der Stand des Wissens zeigt, dass die Randzoneneigenschaften nach der Rekontu-
rierung noch gar nicht und bei Neubauteilen nicht hinreichend genug für das in der
Luftfahrt häuﬁg verwendete Werkstoff Ti-6Al-4V erforscht sind. Gerade bei der Ver-
wendung von ﬂexibel einsetzbaren Kugelkopffräsern wurde hier eine Lücke im Stand
des Wissens aufgezeigt. Des Weiteren ist unbekannt, ob existierende Methoden bei
der Neuteilproduktion zur Vorhersage des Prozessergebnisses auf die Regeneration
übertragen werden können.
Mit der Kenntnis der Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung noch vor der
Durchführung wäre eine bauteilindividuelle, effektive Auslegung und Bearbeitung bei
konstant hoher Bauteilqualität möglich. Das Ziel dieser Arbeit ist daher die Vorhersage
der Randzoneneigenschaften nach der spanenden Rekonturierung von Bautei-
len aus Ti-6Al-4V. Dieses Ziel soll auf Basis der folgenden Arbeitshypothese erreicht
werden: Die Randzoneneigenschaften werden maßgeblich durch die Werkzeugmi-
krogeometrie und den dadurch resultierenden thermo-mechanischen Werkstück-
belastungen festgelegt.
Für das Ziel dieser Arbeit unter Berücksichtigung der Arbeitshypothese sind folgende
wissenschaftliche Teilziele zu erreichen:
1. Identiﬁkation der signiﬁkanten Einﬂussgrößen, welche die Randzoneneigenschaf-
ten beeinﬂussen.
Aus dem Stand der Technik ist zu entnehmen, dass die Einﬂussgrößen zur Beein-
ﬂussung der Randzoneneigenschaften bei Ti-6Al-4V für die Rekonturierung noch
gar nicht und für Neubauteile noch nicht hinreichend bekannt sind. Die untersuch-
ten Einﬂussgrößen sind die Einstellgrößen für einen 5-achsigen Fräsprozess zur
Rekonturierung, die Werkzeugmakro- und -mikrogeometrie sowie der Einﬂuss des
Materialauftrags durch Schweißen.
2. Kenntnis der thermo-mechanischen Werkstückbelastungen während der Rekontu-
rierung unter Berücksichtigung der signiﬁkanten Einﬂussgrößen.
Zur Vorhersage der Randzoneneigenschaften ist es notwendig, die während der
Rekonturierung auftretenden thermo-mechanischen Werkstückbelastungen un-
ter Variation der signiﬁkanten Einﬂussgrößen zu erfassen. Dies ermöglicht eine
Erklärung der zugrundeliegenden physikalischen Effekte. Nach der Arbeitshy-
pothese müssen diese Effekte maßgeblich von der Werkzeugmikrogeometrie
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beeinﬂusst werden. Durch geeignete Sensorik lässt sich die thermo-mechanische
Werkstückbelastung messtechnisch erfassen.
3. Methode zur Vorhersage der thermo-mechanischen Werkstückbelastung während
der Rekonturierung unter Berücksichtigung der Werkzeugmikrogeometrie.
Auf Basis der Arbeitshypothese ist die Vorhersage der Randzoneneigenschaf-
ten nur bei Vorhersage der thermo-mechanischen Werkstückbelastung möglich.
Hierzu sind geeignete Modelle zu entwickeln, die ebenfalls die Werkzeugmikro-
geometrie berücksichtigen.
4. Vorhersage der Randzoneneigenschaften auf Basis der thermo-mechanischen
Werkstückbelastungen.
Es ist erforderlich die physikalischen Wirkprinzipien zu verstehen, welche die
Randzoneneigenschaften durch die thermo-mechanische Werkstückbelastung
festlegen. Anschließend ist es möglich mit dieser Kenntnis und unter Berück-
sichtigung der Werkzeugmikrogeometrie, geeignete Modelle aufzustellen, um die
Randzoneneigenschaften sicher vorherzusagen.
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Bild 3.1: Zielsetzung und Vorgehensweise
In Kapitel 4 wird eine geeignete Frästechnologie für die Rekonturierung ausgewählt
und beschrieben. Bei der experimentellen Bestimmung der signiﬁkanten Einﬂussgrößen
sowie der Erfassung der Werkstückbelastung sind geeignete Methoden auszuwählen,
die in Kapitel 5 und 6 erläutert werden. Die Erfassung und Modellierung der thermo-
mechanischen Werkstückbelastungen erfolgt in Kapitel 7. Aus diesen Daten werden
die wichtigsten Randzoneneigenschaften, die Eigenspannungen in Kapitel 8 und die
Oberﬂächentopographie in Kapitel 9 vorhergesagt.
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4 Frästechnologie für die Rekonturierung
Für die Rekonturierung werden industriell und in der Wissenschaft sowohl die Frästech-
nologie, als auch die Schleiftechnologie angewendet (vgl. Kapitel 2.1). Automatisierte
Schleifprozesse sind derzeit maßgeblich robotergeführt, bei denen Polier- und Schlicht-
prozesse im Vordergrund stehen und somit nur geringe Abtragsleistungen möglich sind.
Für das Ziel dieser Arbeit und die Vision des SFB 871 ist eine möglichst ﬂexible Abtrags-
technologie mit variabler Abtragsleistung und vielseitig einsetzbarer Prozesskinematik
zur Einstellung der Randzoneneigenschaften notwendig. Dies wird durch den Einsatz
der 5-achsigen Frästechnologie ermöglicht, die im Folgenden für diese Arbeit betrachtet
wird. In Kapitel 4.1 werden zunächst die Frästechnologien im Hinblick auf eine ﬂexible
Rekonturierung gegenübergestellt und bewertet. Anschließend werden in Kapitel 4.2
die Grundlagen der ausgewählten Frästechnologie erläutert und Zusammenhänge her-
geleitet, die über den Stand des Wissens hinausgehen. Für die Ziele dieser Arbeit ist es
ferner notwendig, die kinematischen Eigenschaften der ausgewählten Frästechnologie
genau zu verstehen und dies in den experimentellen und simulativen Untersuchungen
der späteren Kapitel zu berücksichtigen, was Gegenstand von Kapitel 4.3 ist.
4.1 Bewertung der Frästechnologien für die Rekonturierung
Bei der 5-achsigen Simultanfräsbearbeitung oder einer 3+2 achsigen Frässtrategie
werden Schaft-, Kugelkopf- und Toruswerkzeuge verwendet, bei denen sich Stirn-,
Umfangsschneiden oder beide gleichzeitig im Eingriff beﬁnden. Der Eingriff der Stirn-
und Umfangsschneiden wird durch die Neigung der Werkzeuge relativ zur Oberﬂä-
chennormalen bestimmt, was im Folgenden Anstellwinkel genannt wird. Somit wird
durch die Kinematik die Art des Fräsprozesses deﬁniert. Beim Umfangsform- oder
Flankenfräsen wird das Werkzeug angestellt und die abgewickelte Regelﬂäche der Um-
fangsschneiden ergibt die resultierende Werkstückkontur [Gey02]. Werden mit dieser
Frästechnologie doppelgekrümmte Freiformﬂächen bearbeitet, entstehen hyperbolische
Hinterschnitte, sodass eine Proﬁltreue nicht immer gewährleistet ist. Flankenfräsen ist
aufgrund des Linienkontakts zwischen Schneide und Werkstück sehr produktiv. Der
Nachteil des Flankenfräsens ist eine erhöhte Kollisionsgefahr und somit aufwendige
CAM-Programmierung durch nur gering anpassbare Anstellwinkel. Für das Flanken-
fräsen kommen maßgeblich Schaftfräser zum Einsatz. Werden die Stirnschneiden der
Schaftfräser für die Oberﬂächenentstehung verwendet, wird von Stirnfräsen gesprochen.
In der Praxis wird aufgrund der eingeschränkten Kinematik und den kantigen Oberﬂäche
das Stirnfräsen maßgeblich zum Schruppen eingesetzt. Nach Knobel eignet sich das
Stirnfräsen nicht für die Bearbeitung von Freiformﬂächen mit hohen Oberﬂächenqualitä-
ten [Kno00].
Bei angestellten Torus- und Kugelkopfwerkzeugen sind meistens Schneidenbereiche
am Eckenradius rǫ im Eingriff und generieren die Oberﬂäche, wodurch dieser Prozess
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als Umfangs-Stirnfräsen zu deﬁnieren ist. Dabei ist zu erwähnen, dass bei diesen Werk-
zeugtypen die reale Oberﬂäche lediglich durch Rillen angenähert wird. Diese entstehen
durch den Zahnvorschub fz und der seitliche Zustellung br, auch Zeilenbreite genannt.
Während bei Kugelkopfwerkzeugen mit unterschiedlichen Anstellwinkeln immer Teil-
kreise auf der Oberﬂäche entstehen, resultiert die Projektion des Rotationskörpers von
Toruswerkzeugen zu Ellipsen auf der Oberﬂäche [Alt00]. Aus diesem Grund können bei
Toruswerkzeugen mit weniger Zustellungen theoretisch gleiche Oberﬂächenqualitäten
erreicht werden wie mit Kugelkopfwerkzeugen, jedoch mit eingeschränkt variierbaren
Anstellwinkeln [Cam91]. Somit ist die Produktivität von Torusfräsern höher als bei Kugel-
kopfwerkzeugen, aber weniger ﬂexibel einsetzbar, wodurch sich ein höherer Aufwand in
der CAM-Programmierung ergibt.
Bei der Rekonturierung ist durch die verschiedensten Schadensfälle eine hohe Flexibili-
tät erforderlich. Gleichzeitig sind aufgrund der automatisiert erstellten Werkzeugwege
einfache Kinematiken zu bevorzugen. Somit sind für planare oder schwach gekrümmte
Oberﬂächen Schaft- und Torusfräser verwendbar. Für eine Rekonturierung mit ein-
geschränkt einsetzbarer Kinematik, beispielsweise im Fußbereich von Blisken, sind
daher Kugelkopfwerkzeuge zu bevorzugen. Dieses Verfahren ist zwar weniger produk-
tiv, jedoch am ﬂexibelsten einsetzbar. Des Weiteren ist es bei der Regeneration das
Ziel, möglichst wenig Material durch Schweißen oder Löten aufzutragen, sodass die
Rekonturierung als Schlichtprozess gilt. Aus den genannten Gründen werden Kugel-
kopffräser als Rekonturierungswerkzeuge in dieser Arbeit verwendet. Die Bewertung







Legende:  Tendenzielle Bewertung der Frästechnologien
 vorteilhaft   ungünstig











Bild 4.1: Bewertung der Frästechnologien für die Rekonturierung
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4.2 Analyse des Kugelkopffräsens
Für die in Kapitel 6 bis 9 beschriebenen Untersuchungen und Umrechnung der Pro-
zesskräfte in unterschiedliche Bezugssysteme, ist eine eindeutige Deﬁnition zur ma-
thematischen Beschreibung der Koordinatensysteme beim Kugelkopffräsen notwendig.
Die Bezugssysteme werden von den Anstellwinkel festgelegt. In der Literatur existieren
unterschiedliche Deﬁnitionen der Anstellwinkel [Urb09, Cam91, Ozt09, Mar05], weshalb
im Folgenden eindeutige Notationen und Transformationen festgelegt werden, die teil-
weise in der Literatur nicht verfügbar sind. Ferner ist es das Ziel dieses Teilkapitels die
Begrifﬂichkeiten und Besonderheiten des Kugelkopffräsens detailliert zu beschreiben.
Bild 4.2(A) stellt einen typischen Kugelkopffräsprozess dar, bei dem die Werkzeugachse
nach der Notation von Camacho um den Vorschubrichtungswinkel λ und den Kippwinkel
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Bild 4.2: Eingriffsgrößen beim Kugelkopffräsprozess
Eine Neigung der Werkzeugachse in Richtung des Vorschubvektors deﬁniert positive
Vorschubrichtungswinkel +λ und wird Ziehschnitt genannt. Beim Bohrschnitt ergeben
sich negative Vorschubrichtungswinkel −λ. Der Kippwinkel ist positiv deﬁniert, wenn
das Werkzeug in die Richtung der unbearbeiteten Werkstückoberﬂäche geneigt ist. Der
Vorteil der Notation von Camacho ist die Unabhängigkeit beider Winkel λ, τ zueinander
sowie der klare Bezug zum Vorschubvektor #»vf beziehungsweise zum Oberﬂächenvektor
#»
n . Jedoch gilt es zu beachten, dass λ und τ projizierte Winkel relativ zum Ursprungs-
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system X-Y-Z sind und nicht durch eine Multiplikation mit elementaren Rotationsmatrizen
Rx, Ry, Rz beschrieben werden können. Diese Problematik hat Urban umgangen, indem
er die Eulerwinkel αn und βn einführte [Urb09, S. 42ff], dessen Transformationsmatrix
bei Nutzung des Koordinatensystems aus Bild 4.2(A) und der genannten Vorzeichen-
konvention lautet
Teuler = Rz · Rx =

− cosαn − cos βn · sinαn sin βn · sinαnsinαn cos βn · cosαn − sin βn · cosαn
0 − sin βn − cos βn

 . (4.1)
Es wird zunächst um die X-Achse und anschließend um die Z-Achse gedreht. Eine
Drehung um X und anschließend um Y ist nicht gültig, weil sich dadurch der projizierte
Winkel der ersten Drehnung ändert. Unabhängig eingestellte Eulerwinkel αn und βn
führen zu voneinander abhängigen Projektionswinkeln und sind daher für eine Versuchs-
planung nicht geeignet. Folglich werden die Projektionswinkel mit den Gleichungen aus














und anschließend in Gleichung 4.1 eingesetzt. Aus Gleichung 4.2 wird deutlich, dass im
Fall λ = 0°eine Division durch Null folgt, im Fall λ 6= 0°und τ = 0°der Winkel αn immer
Null ergibt und somit mathematische Singularitäten entstehen. Daher wurde eine allge-
meingültige Transformationsmatrix für die Projektionswinkel λ und τ im Wertebereich
von −90°bis 90°hergeleitet. Sie lautet im dargestellten Fall aus Bild 4.2(A)
Tλ,τ =

sin τ · cos τ · b
2
λ,τ · c−1λ,τ sinλ · aλ,τ · c−1λ,τ sin τ · bλ,τ
sinλ · cosλ · a2λ,τ · c−1λ,τ − sin τ · bλ,τ · c−1λ,τ sinλ · aλ,τ






1 + tan2 τ · cos2−λ)−1
bλ,τ =
(
1 + tan2−λ · cos2 τ)−1
cλ,τ =
(
aλ,τ · sin2−λ + bλ,τ · sin2 τ
)0,5.
(4.3)
Die Gleichung 4.3 beschreibt die afﬁne Abbildung durch Einheitsvektoren des gedrehten
Koordinatensystems um die Projektionswinkel λ, τ , auf dessen detaillierte Herleitung
hier verzichtet sei. Zeigt der Vorschubvektor #»vf in Richtung X statt in Richtung Y wie in
Bild 4.2, so muss in Gleichung 4.1 Rx durch Ry ersetzt werden und in Gleichung 4.3 die
1. mit der 2. Spalte getauscht werden.
Neben den Anstellwinkeln sind in Bild 4.2(A) ebenfalls der Zahnvorschub fz und die
Zeilenbreite br dargestellt, die sich auf der Oberﬂäche in Form von Rillen abbildet.
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Dabei ist zu beachten, dass die Zeilenbreite br aufgrund der Schnitttiefe ap nicht der
Schnittbreite ae entspricht. Das Spanungsvolumen besitzt eine doppelt-kommaförmige
Gestalt, die von den Einstellgrößen bestimmt wird und numerisch erstmals durch ein
CAD-System von Camacho [Cam91] und später analytisch von Finzer [Fin01] und
Urban [Urb09] für ebene Bauteile hergeleitet wurde. Für beide analytischen Modelle gilt
ein Werkzeugdrallwinkel von δ = 0°.
Aufgrund des variierenden Werkzeugdurchmessers DWz,eff ist die Schnittgeschwindig-
keit bei Kugelkopfwerkzeugen trotz konstanter Drehzahlen n nicht über die gesamte
Schneide konstant. Die am jeweiligen Werkzeugdurchmesser DWz,eff wirkende Schnitt-
geschwindigkeit wird effektive Schnittgeschwindigkeit vc,eff genannt und wird mit dem
jeweiligen Einstellwinkel κ berechnet. An der Fräserspitze resultiert daher eine effektive
Schnittgeschwindigkeit vc,eff = 0m/min, wodurch es zu Reib- und Quetschvorgängen
kommt, die, wie mehrheitlich in der Literatur beschrieben, zu schnellem Werkzeugversa-
gen und schlechter Oberﬂächenqualität führt [Hoc95, Fin01, Ozt09].
Durch die variierenden Schnittgeschwindigkeiten und Werkzeugdurchmesser ist es
sinnvoll, jeden Schneidenpunkt beim Kugelkopffräsen diskret zu betrachten. Dies ist
am Beispiel von zwei Ebenen, im Schaftbereich mit κ = 90◦ sowie im Kugelbereich
κ < 90◦ in Bild 4.2(C) dargestellt. Durch die trochoidale Bewegung der Schneide wird
nach einer Umdrehung die blau dargestellte Fläche von jeder Diskretisierungsebene
entfernt. Das blaue Volumen ist nicht mit dem in Bild 4.2(D) grün eingezeichneten
Spanungsquerschnitt A zu verwechseln. Ferner sind die Ein- bzw. Austrittswinkel, ϕe bzw.
ϕa, sowie der Zahnvorschub fz dargestellt. Während der Zahnvorschub für alle Ebenen
gilt, ändern sich die Ein- und Austrittswinkel aufgrund der kommaförmigen Gestalt des
Spanvolumens. Bei gedrallten Werkzeugen mit δ 6= 0 sind die Zeitpunkte für Ein- und
Austritt für jede Diskretisierungsebene unterschiedlich. Der wirkende Zahnvorschub fc
aufgrund der trochoidalen Bewegung wurde erstmals von Martellotti näherungsweise
berechnet mit [Mar41]
fc = sinϕ · fz. (4.4)
Hierbei ist bekannt, dass die Gleichung für große Verhältnisse von Durchmesser zu
Zahnvorschub mit wenigen Zähnezahlen z gültig ist und dass der Fehler bei einem
Eingriffswinkel von ϕ ≈ 90◦ minimal wird [Deg11]. Der Fehler von Gleichung 4.4 steigt
somit für kleine, effektive Durchmesser und geringe Schnittbreiten ae. Eine analytisch
vollständige Herleitung des wirkenden Zahnvorschubs fc ist mathematisch nicht möglich
und nur näherungsweise bestimmbar.
Wird ein ungedralltes Werkzeug angenommen, so beﬁndet sich zum Zeitpunkt i des
Eingriffs die Schneide in allen Ebenen an der gleichen Stelle und es wirkt der gleiche
wirkende Zahnvorschub fc. Dies wird vereinfacht für den grün dargestellten Spanungs-
querschnitt Ai in Bild 4.2(D) zum Zeitpunkt i angenommen. Die Spanungsdicke h ist
in Richtung der Werkzeugachse nicht konstant und neigt sich für jede Ebene um den
Winkel 90°− κ. Zur Berechnung der Spanungsdicke h wird daher die Gleichung 4.4
mit dem Term sinκ multipliziert. Somit ist für die korrekte Berechnung des mittleren
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Spanungsdicke hm ein Doppelintegral zwischen ϕe und ϕa und über der sich im Eingriff














Gleichung 4.5 zeigt, dass neben der Schnittgeschwindigkeit auch die Spanungsdicke
h entlang der Schneide und Richtung des Werkstücks kleiner wird. Somit variieren
beim Kugelkopffräsen entlang der Schneide alle, nach Kapitel 2.3 für die Randzone-
neigenschaften relevante Spanungsgrößen, die z. B. beim Schaftfräsen konstant sind.
Es lässt sich festhalten: Beim Kugelkopffräsen wirken lokal unterschiedliche Spa-
nungsgrößen, sodass der Schneidenbereich berücksichtigt werden muss, der
für die Oberflächenerzeugung verantwortlich ist. Dieser Kontext wird im nächsten
Teilkapitel detailliert erläutert.
4.3 Oberflächengeneration beim Kugelkopffräsen
Bei der Betrachtung des Kugelkopffräsprozesses ist eine strenge Unterscheidung zwi-
schen den derzeitig wirkenden Größen zum Zeitpunkt i und der ﬁnalen Oberﬂäche nach
dem Fräsprozess notwendig. Während zwischen Zeitpunkt i und i + 1 bei Zahneingriff
immer eine neue Werkstückoberﬂäche entsteht, muss diese Oberﬂäche nicht zwingend
dem ﬁnalen Werkstück entsprechen. Ein Großteil der Oberﬂäche wird nach der nächs-
ten Werkzeugumdrehung oder im nächsten Teilschnitt wieder entfernt (rot dargestellt
in Bild 4.3), sodass die ﬁnale Oberﬂäche (grün dargestellt in Bild 4.3) nur von einem
kleinen Teil der Werkzeugschneide generiert wird.
Im Folgenden wird dieser Zusammenhang Oberflächengeneration genannt. Streng ge-
nommen wird zu jedem Zeitpunkt eine Oberﬂäche generiert, aber für diese Arbeit sei
der Begriff Oberﬂächengeneration immer auf die ﬁnale Oberﬂäche bezogen. Insbeson-
dere für das Hauptziel dieser Arbeit, die Vorhersage der Randzoneneigenschaften, ist
















Bild 4.3: Oberﬂächengeneration beim Kugelkopffräsen
4 Frästechnologie für die Rekonturierung 49
gewählten Prozess für die Rekonturierung die Oberﬂächengeneration in der Versuchs-
planug berücksichtigt werden. Dazu sind neue Größen zu deﬁnieren, die im ersten
Teil dieses Kapitels beschrieben und hergeleitet werden. Des Weiteren wirken bei der
Oberﬂächengeneration andere Spanungsgrößen als bei der Betrachtung des Zeitpunkts
i . Aus diesem Grund wird im zweiten Teil dieses Kapitels die Fräskinematik im Hinblick
auf die Oberﬂächengeneration analysiert und geprüft, ob bisherige Vereinfachungen bei
der Betrachtung des Fräsprozesses weiterhin gültig sind.
Definition der integralen Schnittgeschwindigkeit
Wie in Kapitel 4.1 erläutert, variiert die Schnittgeschwindigkeit von Kugelkopfwerkzeu-
gen aufgrund des lokal variierenden Werkzeugdurchmessers, dargestellt in Bild 4.4
anhand des Schnittgeschwindigkeitsproﬁls. Wird das Werkzeug um den Anstellwinkel λ
oder τ bzw. einer Kombination gekippt, so ändert sich bei konstanter Drehzahl n die
Schnittgeschwindigkeit vc für das jeweilige sich im Eingriff beﬁndliche Schneidenseg-
ment. Es existiert somit eine Wechselwirkung zwischen der Schnittgeschwindigkeit vc
und den Anstellwinkel λ oder τ , wenn konstante Drehzahlen n verwendet werden. In
den meisten Studien und in der Praxis wird diese Wechselwirkung ignoriert und die
Schnittgeschwindigkeit vc bei Kugelkopffwerkzeugen auf den Werkzeugdurchmesser
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Bild 4.4: Werkzeuganstellung und effektive Schnittgeschwindigkeit
Zur Erforschung der Wirkzusammenhänge zwischen den Einstellgrößen und den Rand-
zoneneigenschaften ist es nötig, die Effekte der Schnittgeschwindigkeit vc und Anstell-
winkel λ, τ getrennt voneinander zu betrachten. Wird die beschriebene Wechselwirkung
nicht berücksichtigt, würden sich unweigerlich die Effekte der Einstellgrößen auf eine
Zielgröße, z. B. Eigenspannungen, vermischen. Aus diesemGrund wird die unabhängige
Einstellgröße integrale Schnittgeschwindigkeit vc,m eingeführt. Diese Größe beschreibt
die mittlere Schnittgeschwindigkeit des Schneidenabschnitts der im Eingriff ist. Die
Berechnung erfolgt mit dem Einstellwinkel κ, der für jeden Schneidenpunkt P im Kugel-
bereich des Werkzeugs variiert. Der Einstellwinkel κ ist deﬁniert als der Winkel zwischen
der Tangente des Werkzeug-Rotationskörpers und einer Hilfslinie, die orthogonal zur
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Werkzeugachse steht, vgl. [Alt01, Fig.3], Bild 4.2 oder Bild 7.10(B). Abhängig von den
Einstellgrößen beﬁndet sich der Schneideneingriff zwischen κmin und κmax mit jeweils
unterschiedlichen lokalen Schnittgeschwindigkeiten vc,eff. Zur Berechnung der integralen
Schnittgeschwindigkeit muss zunächst der resultierende Anstellwinkel β aus Vorschub-
richtungswinkel λ und Kippwinkel τ berechnet werden, der für den Schneideneingriff
bestimmend ist. Der resultierende Anstellwinkel β berechnet sich mit
β = arccos
(
cos τ · cosλ√
cos τ 2 · (sinλ2 + cosλ2 + sin τ 2)
)
. (4.6)
Anschließend wird mit dem resultierenden Anstellwinkel β der maximale κmax und
minimale κmin Einstellwinkel geometrisch aus Bild 4.4 berechnet mit
κmax = arccos
(


















− β für br < fz.
(4.7)
Die Bogenlänge S des Eingriffsbereiches errechnet sich durch das Integral von κmin
bis κmax über den Radius des Kugelkopffräsers rWz. Zur Berechnung der integralen
Schnittgeschwindigkeit vc,m wird die Bogenlänge S mit der Schnittgeschwindigkeit in
diesem Bereich vc(κ) multipliziert und anschließend durch die Bogenlänge S geteilt.
Dadurch ergibt sich ein auf die Länge des Eingriffsbogens S bezogener Mittelwert der









π · DWz · (cosκmin − cosκmax)
κmax − κmin . (4.8)
Wird nun die Oberﬂächengeneration berücksichtigt, muss nur jene Schnittgeschwindig-
keit betrachtet werden, die auch die ﬁnale Oberﬂäche generiert. Der schrafﬁerte Bereich
in Bild 4.4 zu dem der Eingriffswinkel κmax gehört, wird mit der nächsten Werkzeugum-
drehung entfernt und ist folglich nicht oberﬂächengenerierend. Somit muss κmax durch
κ∗ in Gleichung 4.8 ersetzt werden. Die Kennzeichnung * beschreibt jene Parameter,
welche die ﬁnale Oberﬂäche generieren. κ∗ ist somit der Einstellwinkel welcher durch die
Verwendung der ﬁnalen Höhe der kinematischen Topographie a∗ resultiert. Die Höhe der
kinematischen Topographie a∗ wird maßgeblich durch die Einstellgrößen Zahnvorschub
fz und Zeilenbreite br deﬁniert, wie in Kapitel 2.3.2 beschrieben. Die Zusammenhänge
der Schnittgeschwindigkeiten bei κmax, κmin und κ∗ mit unterschiedlichen resultierenden
Anstellwinkel β sind in Bild 4.5 dargestellt.
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Nebenbedingungen: D  = 10 mm; b = 0,5 mm; a  = 1 mm; v  = 40 m/minWz r p c 
b = 30°
Bild 4.5: integrale Schnittgeschwindigkeit vc,m in Abhängigkeit von dem resultieren-
den Anstellwinkel β
Es ist zu beachten, dass die Werte der Schnittgeschwindigkeiten zur Vereinfachung
über die z-Koordinate aufgetragen sind, was die Oberﬂächennormalenrichtung des
Werkstücks kennzeichnet, vgl. Bild 4.4. Im linken Diagramm zeigt sich, dass für geringe
Anstellwinkel die effektive Schnittgeschwindigkeit bei κmax geringer ist, als die Schnittge-
schwindigkeit am Werkzeugschaft. Bei der Betrachtung der ﬁnalen Oberﬂäche (rechtes
Diagramm) sind die integralen Schnittgeschwindigkeiten noch wesentlich kleiner. Die
integrale Schnittgeschwindigkeit vc,m liegt zwischen κmin und κ∗ und ist abhängig von
der kinematischen Topographie und den Anstellwinkeln λ, τ . Zur Vermeidung von etwai-
ger Vermischung der Effekte Schnittgeschwindigkeit und Anstellwinkel werden folglich
integrale Schnittgeschwindigkeiten für die Versuchsplanung verwendet.
Kinematische Analyse des Kugelkopffräsens
Die Kinematik des Fräsprozesses beeinﬂusst im hohen Maße die Spanungsgrößen,
die unter anderem für die Berechnung von Kräften von Relevanz sind. Dies ist für
das 3. Teilziel dieser Arbeit von hohem Interesse und wird daher in diesem Teilkapitel
erörtert. Es ist bekannt, dass eine Vereinfachung der Kinematik zu Fehlern z. B. bei
der Berechnung der Spanungsdicke h führen kann und sich die Fehler bei kleinen
Spanungsdicken h nahe ϕ ≈ 0°und ϕ ≈ 180°erhöhen, vgl. Kapitel 4.1 und Gleichung
4.4. Wird dieser Zusammenhang im Kontext mit der Oberﬂächengeneration gesehen, so
ist insbesondere der Spanungsquerschnitt an der ﬁnal generierten Oberﬂäche von Inter-
esse. Das Ziel dieses Abschnitts ist es daher, zu prüfen, ob bisherige Vereinfachungen
bei der Betrachtung des Fräsprozesses bei der Oberﬂächengeneration, beispielsweise
die Gültigkeit von Gleichung 4.4, verwendet werden können.
Dafür sei zunächst das Abtragsvolumen bei der Rekonturierung einer geometrisch
vereinfachten Schweißnaht in Bild 4.6(A) betrachtet. Links in Bild 4.6(A) ist ein Voll-
und Teilschnitt schematisch dargestellt, wodurch sich drei unterschiedliche Schnitttiefen
ergeben:
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Prozess Kugelkopffräsen
Schnitttiefe  a   = 6 mm, 1 mm  Anstellwinkel l =t   = 0°p1,2
Zahnvorschub  f   = 0,3 mm Werkzeugdurchm.  D  = 10 mmz Wz 
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Ebene ap,1 Ebene ap,2 *Ebene a
h  = 190 µmm,Vollnut
h  = 98 µmm,Teilnut h  = 74 µmm,Teilnut
h  = 114 µmm,Vollnut
h  = 23 µmm,Teilnut
h  = 21 µmm,Vollnut
Bild 4.6: Spanungsdicke h als Funktion des Eingriffswinkels in unterschiedlichen
Schnitttiefen
1. Schnitttiefe im oberen Bereich der Schweißnaht, hier gewählt ap,1 = 6mm
2. Schnitttiefe im Grundwerkstoff, neben der Schweißnaht, hier gewählt ap,2 = 1mm
3. Kinematische Rauheit nach Gl. 2.2 mit br = 1mm, hier Rtth = a∗ = 0,025mm
Das Spanungsvolumen nach einer Werkzeugumdrehnung mit einer Schneide für den
Teil- und Vollschnitt sowie für alle drei Schnitttiefen ap,1, ap,2 und a∗ ist farblich rechts in
Bild 4.6(A) hervorgehoben. Insbesondere im Teilschnitt unterscheidet sich die geome-
trische Ausprägung der Volumina bei der Schnittebenen bei ap,1, ap,2 und a∗ aufgrund
der unterschiedlich wirkenden, effektiven Durchmesser Deff. Die korrespondierenden
Spanungsdicken h unter Berücksichtigung der wahren, trochoidalen Kinematik1 eines
Schneidenpunktes in den Ebenen auf der Höhe ap,1, ap,2 und a∗ sind in Bild 4.6(B)
1Die reale Kinematik wurde numerisch mit einem Matlab-Programm bestimmt, analog zu [Deg11, S. 51ff].
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dargestellt. Es lässt sich erkennen, dass sich die Werte der Spanungsdicke h bei
allen Schnitttiefen unterscheiden und auch die Funktionsverläufe von h über den Ein-
griffswinkel ϕ stark voneinander abweichen. Ebenfalls in Bild 4.6(B) sind die mittleren
Spanungsdicken hm durch numerische Lösung der Gleichung 4.5 für die drei Schnitt-
tiefen im Voll- und Teilnutenschnitt angegeben. Gerade im Teilschnitt bei a∗ resultieren
sehr geringe Spanungsdicken h, geringe effektive Werkzeugdurchmesser Deff und somit
geringe lokale Schnittgeschwindigkeiten vc,eff. Die Vorschubgeschwindigkeit vf ist für
alle Ebenen auf der Höhe ap,1, ap,2 und a∗ gleich. Dadurch erhöht sich im Bereich der
Oberﬂächengeneration das Verhältnis von Zahnvorschub fz zu Werkzeugdurchmesser
Deff und Vorschub- vf zu Schnittgeschwindigkeit vc,eff deutlich. Infolge dieses Zusammen-
hangs bewegt sich die Schneide nicht mehr in Richtung der Schnittgeschwindigkeit vc,
wodurch das Wirk-Bezugssystem zur Beschreibung der Kinematik verwendet werden
müsste und nicht wie üblich das Werkzeug-Bezugssystem.
Für Fräsprozesse mit Schaftfräsern oder Planfräsern ist diese Vereinfachung gültig und
die trochoidale Schneidenbewegung [Deg11, LG09] oder die Vorschubgeschwindigkeit
vf [Klo07, Klo08] kann vernachlässigt werden. Für die Betrachtung der Oberﬂächenge-
neration mit Kugelkopffwerkzeugen ist diese Vereinfachung jedoch in Frage zu stellen.
Aus diesem Grund werden im Folgenden zwei Fragen zur der Kinematik unter be-
sonderer Berücksichtigung der Oberﬂächengeneration durch Kugelkopffwerkzeuge
beantwortet:
1. Muss die reale, trochoidale Kinematik des Fräswerkzeugs berücksichtigt werden?
2. Muss für die kinematische Bewegung das Werkzeug- (vc) oder das Wirk-Bezugs-
system (ve) verwendet werden? Oder ist vc >> vf und somit vc ≈ ve gültig?
Zur Beantwortung der ersten Frage wird die analytische Gleichung ha = sinϕ · fz · sinκ,
die nur näherungsweise die reale Kinematik beschreibt, mit der numerisch korrekt
berechneten Spanungsdicke hn verglichen. Der Nachteil einer numerischen Simulation









zwischen analytischer und numerischer Berechnung der mittleren Spanungsdicke hm,
aufgetragen über den Zahnvorschub fz und Zeilenbreite br für die Schnitttiefen ap,1, ap,2
sowie der kinematischen Rauheit der Oberﬂächengeneration a∗ für den Teilnutenschnitt
sind in Bild 4.7 dargestellt.
Die jeweils drei eingezeichneten Graphen geben die Abweichung von hm der betrachte-
ten Ebenen aus Bild 4.6(A) wieder. Während die relative Abweichung der numerischen
und analytischen Werte auf der Ebene der Schnitttiefe ap,1 und ap,2 unterhalb von 10%
und somit vertretbar sind, steigt der Fehler bei der Betrachtung der Oberﬂächengenera-
tion auf über 30% bei hohen Zahnvorschüben an. Der Grund hierfür ist das deutlich
größere Verhältnis zwischen Zahnvorschub fz und des effektiven Werkzeugdurchmes-
sers Deff an der generierten Oberﬂäche, sodass die Trochoide von der analytischen
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geeignete Einstellgrößen für die Rekonturierung
Prozess Kugelkopffräsen
Schnitttiefe  a   = 6 mm, 1 mm  Anstellwinkel l =t   = 0°p1,2
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeugdurchm.  D  = 10 mmz Wz 
Zeilenbreite  b   = var. kin. Rauheit  a*  = var.r





Bild 4.7: Relativer Fehler der mittleren Spanungsdicke hm bei näherungsweiser und
korrekter Berechnung
Gleichung 4.4 stark abweicht. Die Abweichung steigt ebenfalls für kleinere Zeilenbreiten
br an, wodurch die kinematische Rauheit und somit der effektive Durchmesser der
Ebene a∗ sinkt. Für kleine Zeilenbreiten von br = 0,15mm steigt der Fehler bei der
Betrachtung der Oberﬂächengeneration auf über 50% an. Je feiner die Oberﬂächenqua-
litäten durch fz und br eingestellt werden, desto höher sind die Abweichungen zwischen
realer Kinematik und analytischer Gleichung. Die geeigneten Bereiche der Einstellgrö-
ßen für die Rekonturierung mit Kugelkopffräsen sind ebenfalls in Bild 4.7 eingezeichnet.
Es lässt sich festhalten: Bei der Betrachtung der Oberflächengeneration muss die
trochoidale Kinematik des Fräsprozesses zwingend berücksichtigt werden.
Zur Beantwortung der zweiten Frage wurde eine weitere numerische Simulation mittels
Matlab aufgebaut, um die unterschiedlichen Bezugssysteme zu berücksichtigen. Nach
DIN 6581 ist das Werkzeug-Bezugssystem für die Bestimmung für Konstruktion, Herstel-
lung oder Prüfung der Schneidkeilgeometrie notwendig, bei dem eine Schnittrichtung,
häuﬁg in Richtung #»vc, angenommen wird [DIN85]. Das Wirk-Bezugssystem legt die
Geometrie durch Berücksichtigung der realen Kinematik während des Zerspanens für







bei dem der Index „e“ für effektiv steht. In den meisten Zerspanoperation gilt vc >> vf,
sodass Wirk- und Werkzeugbezugssystem zusammenfallen. Wenn diese Vereinfachung
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nicht zutrifft, ändert sich auch die wirkende Keilgeometrie und statt den Werkzeug-
größen Spanwinkel γ und Freiwinkel α müssen die kinematisch korrekten Werte Wirk-
Spanwinkel γe und Wirk-Freiwinkel αe berücksichtigt werden. Das Wirk-Bezugssystem
ist durch die in DIN 6581 festgelegten Richtungsvektoren #»e1 bis
#»
e3 eindeutig bestimmt
und links in Bild 4.8(A) eingezeichnet. Des Weiteren ist schematisch der Einﬂuss der
Kinematik auf den Span- bzw. Freiwinkel in der Wirk-Orthogonalebene Poe rechts in
Bild 4.8(A) dargestellt.
Prozess Kugelkopffräsen
Schnittgeschw.  v   = 60 m/min  Kippwinkel t =0 - 60°c
Zahnvorschub  f   = 0,05 - 0,35 mm Schnitttiefe  a   = 6 und 1 mmz p1,2








Wirk-Orthogonalebene P  oeWirk-Schneidenebene P  se
Wirk-Bezugs-















































Bild 4.8: Relativer Fehler der mittleren Spanungsdicke hm bei näherungsweiser und
korrekter Berechnung
Der Ursprung des kartesischen Koordinatensystems #»e1 bis
#»
e3 ist der jeweilige betrach-
tete Schneidenpunkt S. Hierbei zeigt die mit Gleichung 4.10 berechnete Wirkrichtung
#»
ve in die gleiche Richtung wie der Einheitsvektor
#»
e1, der gleichzeitig den Normalen-
vektor für die Wirk-Bezugsebene Pre darstellt. Die Wirk-Schneidenebene Pse steht
tangential zur Schneide und senkrecht zur Wirk-Bezugsebene, wodurch sich die Wirk-
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Orthogonalebene Poe ergibt. Rechts in Bild 4.8(A) ist die Wirk-Orthogonalebene Poe mit
den Werkzeug- und Wirkungsgrößen dargestellt. Der Wirk-Spanwinkel2 ist deﬁniert als
der Winkel zwischen Spanﬂäche und Wirk-Bezugsebene Pre, gemessen in der in der
Wirk-Orthogonalebene Poe. Der Wirk-Freiwinkel ist deﬁniert als der Winkel zwischen
Freiﬂäche und der Wirk-Schneidenebene Pse, gemessen in der Wirk-Orthogonalebene
Poe [DIN85].
In Bild 4.8(B) sind der Wirk-Span- bzw. Wirk-Freiwinkel über den Zahnvorschub fz und
dem Kippwinkel τ unter Verwendung der numerischen Simulation aufgetragen. Der
nominelle Spanwinkel beträgt γ = 8°und der nominelle Freiwinkel α = 12°. Hierbei
wird analog zu Bild 4.6(A) zwischen zwei verschiedenen Schnitttiefen ap,1, ap,2 und
der Oberﬂächengeneration a∗ unterschieden. Bei erhöhtem Zahnvorschub nimmt der
Wirk-Freiwinkel zu, während der Wirk-Spanwinkel abnimmt. Dieser Effekt ist bei Be-
trachtung der Oberﬂächengeneration stärker ausgeprägt, wodurch der Wirk-Spanwinkel
für hohe Zahnvorschübe fz, um bis zu 2°abnimmt. Der Wirk-Span- und Wirk-Freiwinkel
sind unabhängig von der eingestellten Drehzahl n und somit auch von der am Werk-
zeugschaft wirkenden Schnittgeschwindigkeit vc aufgrund der konstanten Verhältnisse
von vc zu vf. Die lokalen Schnittgeschwindigkeiten unterscheiden sich, wodurch ins-
besondere die Anstellwinkel λ und τ einen Einﬂuss auf die Wirk-Geometrie besitzen.
Werden bei der Rekonturierung geringe oder negative Anstellwinkel (Bohrschnitt) ver-
wendet, weicht die Wirk-Geometrie von der Werkzeuggeometrie stark ab, sodass auch
die Freiﬂäche direkt mit der Oberﬂäche in Berührung kommen kann. Wird jedoch der
Ziehschnitt mit Anstellwinkeln ab 10°verwendet, wodurch die Werkzeugspitze nicht
die ﬁnale Oberﬂäche generiert, so ist der Fehler durch die Wirk-Geometrie vernachläs-
sigbar. Diese Einschränkung ist unkritisch, weil Bohrschnitte aufgrund der Reib- und
Quetschvorgänge in der Literatur wie auch in der Praxis vermieden werden (vgl. Kapitel
4.1, [Hoc95, Fin01, Ozt09]). Es lässt sich festhalten: Bei der Betrachtung der Ober-
flächengeneration mit Kugelkopfwerkzeugen kann das Werkzeug-Bezugssystem
verwendet werden, wenn der Ziehschnitt mit λ > 10°verwendet wird.
2Auch Wirk-Orthogonalspanwinkel genannt, weil die Betrachtungsebene die Wirk-Orthogonalebene ist,
vgl. DIN 6581 [DIN85]
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Zur Ermittlung der signiﬁkanten Einﬂussgrößen auf die Randzoneneigenschaften Ober-
ﬂächentopographie bzw. Eigenspannungen werden experimentelle Zerspanuntersu-
chungen durchgeführt. Die Beschreibung der eingesetzten Werkzeug- und Maschinen-
technologie sowie die eingesetzte Analytik mit Betrachtung der Messunsicherheit ist
Gegenstand dieses Kapitels. Unterscheidet sich die Versuchstechnik, z. B. bei durchge-
führten Analogieversuchen, so wird dies im jeweiligen Kapitel separat beschrieben.
5.1 Versuchsaufbau
Versuchsmaschine
Für die experimentellen Fräsuntersuchungen wurde das Deckel Maho 5-Achs-Bearbeit-
ungszentrum, Typ DMU 125P, eingesetzt. Die Maschine ermöglicht die Anstellung der
Werkzeuge um die Winkel λ, τ durch den NC-Befehl TRAORI der Siemens Steuerung
840D, was Gleichung 4.3 entspricht. Hierbei wird der Schwenkrundtisch in zwei Rich-
tungen rotatorisch und die Spindel in drei Richtungen translatorisch bewegt. Die Daten
des Bearbeitungszentrums sind in Bild 5.1 zusammengefasst.
Ne/75921 © IFW
Arbeitsbereich:
1000 x 1000 x 1250 mm
Hauptantrieb:
n = 30.000 U/minmax  
P = 95 kW (S6)max  
M = 45 Nm (S6)max  
Werkzeugsystem:
HSK63A
Werkzeugwechsler für 60 Wz.
Vorschubantriebe:
v = 60 m/min fmax 
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Werkstück- und Werkzeugvermessung im Arbeitsraum
Bild 5.1: Datenblatt des Bearbeitungszentrums Deckel Maho DMU 125P
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Werkstücke
Zur Nachbildung steifer, regenerierter Werkstücke kommen plattenförmige Halbzeuge
aus Ti-6Al-4V zum Einsatz. Nach Luftfahrtnorm (Grade 5, Werkstoffnummer 3.7164,
nach ASM4911) wurde der Werkstoff beim Hersteller warmgewalzt, vakuumgerichtet,
entzundert, gebeizt und anschließend zur Reduktion der Eigenspannungen spannungs-
armgeglüht. Für die Nachbildung der Regeneration wurde das Bauteil mittig getrennt
und anschließend durch maschinengeführtes Elektronenstrahlschweißen ohne Zu-
satzmaterial gefügt. Neben dem industriell üblich verwendeten, manuell geführtem
WIG-Schweißverfahren, dem maschinengeführten Plasmaschweißverfahren, stellt das
Elektronenschweißen einen Regenerationsprozess mit hohen Qualitätsansprüchen dar,
vgl. Kapitel 2.1, [Lüt07, Li11, S. 104ff]. Die Gefügeschliffbilder des Grundwerkstoffs 1 ,
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Bild 5.2: Mit Elektronenstrahlschweißen gefügtes Analogiewerkstück aus Ti-6Al-4V
Die ausgeprägte Grenzlinie zwischen der Schmelz- und Wärmeeinﬂusszone entsteht
durch die Überschreitung der Solidustemperatur des Grundwerkstoffs [Lüt07]. Ebenfalls
ist zwischen dem Grundwerkstoff und der Wärmeinﬂusszone eine Grenzlinie aufgrund
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des hohen Wärmegradienten durch den Elektronenstrahl gut sichtbar, die den Bereich
markiert, bei dem größtenteils die β-Transustemperatur überschritten wurde. Das Ge-
füge in der Schmelzzone zeigt eine gröbkörnige, lamellare Struktur, die ebenfalls bei
gegossenen Titanlegierungen entsteht. Während die Wärmeeinﬂusszone sowohl lamel-
lare als auch bimodale Mikrostrukturen aufweist, ist der Grundwerkstoff rein bimodal.
Tabelle 5.1: Chemische Zusammensetzung von Ti-6Al-4V in Gewichtsprozent [Spi09]
Ti Al V N O2 Fe C Rest
> 87,7 5,50 - 6,75 3,50 - 4,50 < 0,05 < 0,20 < 0,40 < 0,08 max. 0,40
Wie dem Bild 5.2(B) zu entnehmen ist, steigt die Vickershärte im Bereich der Schmelz-
und Wärmeeinﬂusszone um ca. 13% gegenüber dem Grundwerkstoff an, während die
wichtigsten chemischen Komponenten von Ti-6Al-4V im Bereich der Wärmeeinﬂuss-
und Schmelzzone nahezu konstant bleiben. Dies bestätigt die Erkenntnisse von Kel-
bassa, die aufzeigen, dass bei einer geeigneten Prozessführung des Schweißens, die
Eigenschaften von geschweißten Bauteilen vergleichbar mit denen von Originalbautei-
len sind [Kel02]. In Tabelle 5.1 ist die chemische Zusammensetzung der in dieser Arbeit
verwendeten Ti-6Al-4V Legierung nach [Spi09] aufgelistet. Mittels energiedispersiver
Röntgenspektroskopie (EDX) wurden die chemische Zusammensetzung aus Tabelle 5.1
überprüft und beﬁnden sich innerhalb der angegebenen Grenzen. Die Werkstoffkenn-
werte von Ti-6Al-4V sind in Tabelle 5.2 aufgelistet und stammen aus [Spi09, Roo11].
Die mit einem Stern gekennzeichneten Werte wurden durch einen Zugversuch nach
DIN 50125 Form B ermittelt [DIN09].
Tabelle 5.2: Werkstoffkennwerte von Ti-6Al-4V [Spi09, Roo11, DIN09]
Bezeichnung Kürzel Wert Einheit
Elastizitätsmodul* E 108 GPa
Dehngrenze* Rp02 989 MPa
Zugfestigkeit* Rm 1.016 MPa
Wärmeleitfähigkeit λTi 6,30 W/(mK)
Mittlere speziﬁsche Wärmekapazität cpm 565,2 JK/kg
Mittlerer Wärmeausdehnungskoefﬁzient αT,m 8,15 10−6/K
Dichte ρ 4.430 kg/m3
Bruchdehnung* A% 13,8 %
Werkzeuge
Für die experimentellen Untersuchungen in Kapitel 6, Kapitel 8 und Kapitel 9 kommen
zwei Kugelkopfwerkzeuge mit unterschiedlicher Makro- und Mikrogeometrie zum Ein-
satz, deren wichtigste Kenngrößen in Tabelle 5.3 zusammengefasst sind. Werkzeug 1
ist ein steifes, scharfes, unbeschichtetes Vollhartmetallwerkzeug mit nahezu konstantem
Span- und Freiﬂächenwinkel im Kugelbereich. Somit sind trotz Werkzeuganstellungen
Schneidenbereiche mit konstanter Makrogeometrie im Eingriff, was grundlegende Un-
tersuchungen zur Effektanalyse vereinfacht (vgl. Kapitel 6.1). Das zweite Werkzeug ist
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mit verrundeten Wendeschneidplatten des Typs R216-10 02 E-M ausgestattet, die mit
einer TiN Beschichtung versehen sind. Aufgrund der Position der Wendeschneidplatte
relativ zur Werkzeugachse variieren hierbei Span- und Freiwinkel, sodass die wirkende
Geometrie im Kugelbereich nicht konstant ist. Das Werkzeug 2 wurde aufgrund der
höheren Gesamtlänge l1 im Vergleich zu Werkzeug 1 ausgewählt und zur Durchführung
von Untersuchungen mit nur einer Schneide genutzt. Lang auskragende und damit
nachgiebige Werkzeuge sind bei der Rekonturierung nicht unüblich, beispielsweise
für die Bearbeitung von Störgeometrien nahe des Schaufelfußbereiches aufgrund der
eingeschränkten Zugänglichkeit. Die Makro- sowie Mikrogeometrie beider Werkzeuge
wurden im Kugel- sowie im Schaftbereich mit dem Messsystem Walter HeliCheck und
einem Streifenlichtprojekttionssystem der Firma GFM, Typ MikroCAD gemessen.
Tabelle 5.3: Eingesetzte Kugelkopfwerkzeuge ohne Gestaltvariationen
Werkzeug 1 Werkzeug 2
Typ  Vollhartmetallwerkzeug Wendeschneidplattenwerkzeug
Hersteller Seco Sandvik   
Bezeichnung  JH970100  CoroMill R216-10A16-050 (1002 E-M)
Durchmesser D   = 10 mm D   = 10 mmWz Wz
Gesamtlänge l   = 80 mm l   = 160 mm1 1
Schneidenlänge  l   = 15 mm l   = 8,6 mm2 2
Zähnezahl z  = 2 z  = 1 oder 2  (wählbar)
Drallwinkel d  = 30° (Kugelbereich) d = 9 - 11°  (leicht variierend)
Freiwinkel a  = 12° a  = 19 - 25°  (variierend)
Spanwinkel g  = 8° g  = (-16°) - (- 8°)  (variierend)
Verrundung  r  = 4 µm r  = 35 µmb b






5.2 Analytik und Messunsicherheit
5.2.1 Prozesskräfte
Zur Erfassung der werkstückbezogenen Prozesskräfte wird ein Kistler Mehrkomponenten-
Dynamometer, Typ 9257B verwendet. Das physikalische Messprinzip basiert auf dem
direkten, piezoelektrischen Effekt, bei dem durch eine gerichtete elastische Deforma-
tion mikroskopische Dipole in den Elementarzellen des Piezokristalls entstehen, die
proportional zu der wirkenden Kraft sind. Im eingesetzten Dynamometer sind vier Kraft-
sensoren verbaut, von denen jeder drei Quarzkristall-Plattenpaare enthält, die auf Druck
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in Z-Richtung bzw. auf Schub in X und Y-Richtung reagieren und, wie in Bild 5.3(A)
dargestellt, verschaltet sind. Anschließend werden die Ladungen in einem Verstärker
vom Typ 5019B der Fa. Kistler zu einer messbaren Spannung auﬁntegriert. Das analoge,
auf den eingestellten Messbereich normierte Spannungssingal von ±10 V wird mit Hilfe
einer A/D-Wandlerkarte vom Typ BNC 2090 der Firma National Instruments digitalisiert
und mittels einer LabVIEW Umgebung auf dem Messrechner verarbeitet und skaliert.
Die in Bild 5.3(B) schematisch dargestellte Messkette besitzt zeitlich abhängige (Drift,
Dynamik des Systems) sowie statische (systematische, zufällige) Messabweichungen,
































Bild 5.3: Messkette der Prozesskraftmessung
Die relative, zufällige Messunsicherheit der gesamten Messkette bei statischer Messung
unter Wiederholbedingung (vgl. DIN-1319-1 [DIN95]) wurde mit einem Gewichtstest
zu µ90%/x¯ = 0,11% berechnet, was mit den Angaben der Fa. Kistler von 0,1% über-
einstimmt und somit vernachlässigt wird. Für den Anwender lässt sich schlussfolgern,
dass ein gleich durchgeführtes Experiment mit statischer Last, ohne Änderung an der
Messkette, eine Kraft liefert, die zufällig um 0,1% des Messwerts schwankt. Mit der
Methodik des Komponententauschs (vgl. [Kle11, S. 56ff]) von allen Messkettenelemen-
ten wurde die statische, systematische Messabweichung unter Vergleichsbedingung
bestimmt, deren Ergebnis links in Bild 5.4 dargestellt ist. Im ungünstigsten Fall ergibt
sich eine relative Messunsicherheit von µ90%/x¯ = 2,67%. Weil im Rahmen dieser Arbeit
unterschiedliche Messkettenelementen verwendet wurden und somit hohe relative, sys-
tematische Messunsicherheiten möglich sind, wurde zu Beginn jeder Untersuchungen
die Messabweichtung durch Anpassung der Skalierung in LabView korrigiert. Dazu wur-
de für den gewählten Messbereich ein deﬁniertes Gewicht auf die Kraftmessplattform
jeweils in X, Y und Z-Richtung gelegt. Das Gewicht wurde zuvor mit einer Hochpräzisi-
onswaage gemessen. Mit dieser Methodik wurde die statische Messabweichung auf
durchschnittlich µ90%/x¯ = 0,25% reduziert.
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Der zeitabhängige Drift des Ladungsverstärkers, unter anderem bedingt durch un-
gereinigte Messkontakte der Ladungsübertragung, kann bei einem linearen Verlauf
nachträglich kompensiert werden und ist somit unkritisch. Signalverfälschungen treten
jedoch häuﬁg durch die Anregung des Schwingungssystems Werkzeug-Werkstück-
Dynamometer bei der Zerspanung auf. In der Regel sind die Anregungsfrequenzen
aus dem Zerspanprozess z. B. durch den Zahneingriff niedrig, wodurch geringe Eigen-
frequenzen des Schwingungssystems Werkzeug-Werkstück-Dynamometer zu einer
erhöhten Messunsicherheit führen können. Somit sind z. B. hohe Werkstückgewichte



























Messbereich:  0 - 100 N (Richtung X)
Prüfgewicht:  m = 3.981,16 g










































Messbereich:  0 - 500 N (Richtung X)
Eigenfrequenz:  2.041 Hz
Zahneingriffsfrequenzen: 11 - 655 Hz
15
l = 60° l = 30° l= 15°
Bild 5.4: Die wichtigsten Messunsicherheiten der Prozesskraftmessung, statisch und
dynamisch
Eine Zusammenfassung der experimentell ermittelten, dynamischen Messunsicherheit
ist rechts in Bild 5.4 dargestellt. Hierbei wurde das Werkstück aus Bild 5.2 unter Variati-
on des Vorschubrichtungswinkels λ und der Drehzahl n bearbeitet. Vereinfacht wurde
die Eigenfrequenz des Schwingungssystems Werkzeug-Werkstück-Dynamometer in
X-Richtung auf fe = 2.041Hz durch Transformation der Kraftsignale in den Frequenz-
bereich bestimmt. Das Frequenzverhältnis aus Bild 5.4 ist der Quotient zwischen der
Zahneingriffsfrequenz und der Eigenfrequenz des Systems fe und ist ein Maß für die
Bewertung der dynamischen Messunsicherheit. Die relative Messunsicherheit in Ab-
hängigkeit des Frequenzverhältnis nach Angaben der Fa. Kistler ist ebenfalls in Bild 5.4
angegeben. Ferner sind die Amplitudenverhältnisse angegeben, was den Quotienten
aus der Amplitude des Nutzsignals (bei der Zahneingriffsfrequenz) zum Störsignal (bei
der Eigenfrequenz des Systems) entspricht. Es zeigt sich, dass hohe Anstellwinkel
λ, τ zu höheren Amplitudenverhältnissen bei gleichen Zahneingriffsfrequenzen füh-
ren. Dies lässt darauf schließen, dass hohe Anstellwinkel das Schwingungssystems
Werkzeug-Werkstück-Dynamometer stärker anregen. Somit können im kritischsten Fall
Zahneingriffsfrequenzen von 100Hz zu signiﬁkanten Signalverfälschungen aufgrund
der dynamischen Messunsicherheit führen. Diese Effekte lassen sich nur durch steifere
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Werkzeuge, leichtere Werkstücke und geringen Drehzahlen vermeiden, was jedoch die
Versuchsplanung stark einschränken würde.
Aus diesem Grund wurde für diese Arbeit ein kritischer Bereich des Amplituden bzw. Fre-
quenzverhältnisses festgelegt, eingezeichnet in Bild 5.4, das in den Versuchsplanungen
berücksichtigt und möglichst vermieden wird. Zur Verringerung der Schwingungsam-
plitude im Messsignal durch die Eigenfrequenz wird ferner ein digitaler Butterworth-
Tiefpassﬁlter 5. Ordnung mit einer Eckfrequenz von 1.500Hz eingesetzt, was zu einer
Reduktion des Störsignals bei der Frequenz von −16,85 dB bzw. maximal −0,06 dB des
Nutzsignals führt. Die Abtastrate wurde unter Berücksichtigung des Nyquist-Shannon-
Abtasttheorems auf 20 kHz eingestellt.
5.2.2 Topographie
Zur vollständigen Beurteilung der Topographie nach der Rekonturierung ist eine klas-
sische Charakterisierung anhand zweidimensionaler Rauheitskenngrößen, die über
das etablierte und genormte Tastschnittverfahren ermittelt werden, nicht ausreichend.
Aus diesem Grund werden neben dem Tastschnittverfahren (vgl. Kapitel 2.3.2) die
Werkstücktopographien mit einem konfokalen Weißlichtmikroskop der Fa. Nanofocus,
Typ µsurf digitalisiert. Hierbei wird das von einer Hochleistungs-LED erzeugte Licht
durch eine rotierende Lochscheibe auf das Werkstück fokussiert und von der Oberﬂäche
reﬂektiert. Durch eine Punktöffnung in der Lochscheibe werden nur jene Lichtanteile
weiter zu einer CCD Kamera geleitet, die sich im Fokus zur Oberﬂäche beﬁnden. Der
Vorteil der drehenden Scheibe ist eine schnellere Rasterung der Probe durch viele
Fokuspunkte im Vergleich zu Punktscannern. Die dreidimensonale Topographie der
Probe wird durch eine Vielzahl horizontaler Schnitte erzeugt, bei dem die vertikale
Zustellung des Objektivs über einen Piezoaktor realisiert wird.
10x 20x 50x 100x

















Ra Ra Rz Rz
Sa
Konfidenzintervalle x= 90%
Legende: Messrichtung parallel      bzw. quer      Bearbeitungsrichtung
Auflösung 512 x 512 939 x 939 2.226 x 2.226 4.371 x 4.371
Bild 5.5: Einﬂuss der Objektive des konfokalen Weißlichtmikroskops µsurf auf die
Messergebnisse
Bei der Verwendung der konfokalen Weißlichtmikroskopie ist bekannt, dass die Wahl
des Objektivs das Auﬂösungsvermögen und somit die Qualität der Messung beeinﬂusst
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[Goe13]. Aus diesem Grund wurden zunächst unterschiedliche Objektive miteinan-
der verglichen. Das Messfeld wurde auf ca. 1,5mm x 1,5mm konstant gehalten. Bei
Objektiven mit hoher Vergrößerung sind mehrere Aufnahmen für das Messfeld nötig,
die mit der vorhanden Software miteinander verbunden werden, engl. stitching. Als
Referenzwerkstück dient ein Rauheitsnormal, das ähnliche Reﬂektionseigenschaften
und Rauheitskenngrößen aufweist, wie die rekonturierten Werkstücke aus Kapitel 5.1.
Zur Aufbereitung der Messdaten werden die langwelligen Anteile mit einem F-Operator
entfernt, sodass eine ﬂache Oberﬂäche resultiert. Die Ergebnisse ausgewählter Rau-
heitskenngrößen unter Vergleichsbedingung von je 10 Messungen mit längs und 10















































Bild 5.6: Vergleich zwischen Objektiv 50x und taktiler Oberﬂächenmessung
Das 10x Objektiv zeigt hierbei die größten Messschwankungen aller Rauheitskennwerte
und wird daher nicht zur Digitalisierung der Oberﬂäche verwendet. Mit dem 20x Objektiv
sind die Konﬁdenzintervalle deutlich kleiner, jedoch weichen insbesondere die zweidi-
mensonalen Rauheitskennwerte um maximal 56% im Vergleich zur taktilen Messung
ab, während das 50x bzw. 100x Objektiv jeweils ähnliche Ergebnisse liefern. Somit ist
das 50x Objektiv ein guter Kompromiss zwischen Messzeit und Auﬂösungsvermögen.
Es sei zu beachten, dass die größten Messschwankungen durch das Positionieren der
Probe längs und quer zum Objektiv resultierten und die relativen Messungenauigkeiten
bei gleicher Positionierung der Probe bei allen Objektiven mit durchschnittlich 2,48%
gering sind. Als Referenz zum ausgewählten 50x Objektiv wurden die Probe taktil
mit 500 parallelen Proﬁlschnitten vermessen, die anschließend zur Erzeugung einer
dreidimensonale Oberﬂäche miteinander verbunden wurden (Messzeit ca. 4 Stunden).
Der Vergleich zwischen der taktilen und optischen Messung ist in Bild 5.6 dargestellt.
Es zeigt sich eine gute Übereinstimmung der Oberﬂächendigitalisierung, bei denen
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der Oberﬂächenkennwert Rz im dargestellten Proﬁlschnitt um 0,8% voneinander ab-
weicht.
5.2.3 Eigenspannungen
Die Ermittlung der oberﬂächennahen Eigenspannungen 1. Art erfolgt durch die etablierte,
zerstörungsfreie röntgenograﬁsche Analyse mit einem Zweikreis-Röntgendiffraktometer
vom Typ XRD 3000P bzw. XRD 3003 TT. Dabei wird die Dehnung von Kristalliten
bestimmt, was im Folgenden beschrieben wird. Das Messobjekt wird einer gerichteten
Röntgenstrahlung in der Messrichtung φ (Azimutwinkel) ausgesetzt, die durch das
Abbremsen von beschleunigten Elektronen auf eine Anode (hier Kupfer) entsteht und
mittels einer Folie (hier Nickel) auf eine deﬁnierte Wellenlänge (hier λR = 0,154 nm)
geﬁltert wird. Mit der sogenannten Kβ Filterfolie wird das Röntgenspektrium, bestehend
aus Bremsstrahlung und charakteristische Spektrum, gedämpft, um überwiegend ein
monochromatische Kα Strahlung zu erhalten. Es ist zu beachten, dass die Wellen-
länge λR der monochromatischen Röntgenstrahlung etwa in der Größenordnung von
Atomabständen in einem Kristallgitter entspricht, deren Abstand zueinander mit dem
Netzebenenabstand dhkl bezeichnet wird. Dabei wird die Röntgenstrahlung überwiegend
vom Probenmaterial absorbiert, jedoch können durch die ähnlichen Werte von dhkl und
λR ebenfalls Ablenkungen, sogenannte Beugung (lt. Diffraktion), beobachtet werden.
Dies geschieht, wenn die Bragg-Gleichung erfüllt ist
n · λR = 2 · dhkl · sin θ. (5.1)
Die Bragg-Gleichung beschreibt eine Erhöhung der Wellenamplitude der gebeugten
Röntgenstrahlung. Diese sogenannte konstruktive Interferenz der Wellenamplitude ist
eine Wechselwirkung zwischen der monochromatischen Röntgenstrahlung und den
äußeren Elektronen des Atomgitters. Eine konstruktive Interferenz entsteht, wenn der
Netzebenenabstand dhkl unter einem bestimmten Beugungswinkel 2θ dem vielfachen
der Wellenlänge der Röntgenstrahlung λR entspricht, wie in Bild 5.7(A) schematisch
dargestellt.
Kristallgitter sind dreidimensionale, periodisch angeordnete Struktureinheiten, sodass
die konstruktive Interferenz aus Gleichung 5.1 nur unter bestimmten Winkeln von 2θ
auftritt. Bei polykristallinen Werkstoffen sind die statistisch verteilten Kristallite im Ge-
füge solche Struktureinheiten. Es beﬁnden sich in einem polykristallinen Werkstoff
meist zufällig genug Kristallite in einer Orientierung, die Gleichung 5.1 erfüllen. Wird die
gebeugte Röntgenstrahlung einer polykristallinenen Probe mittels eines Detektors auf-
gefangen und über den Beugungswinkel 2θ aufgetragen (Einfallswinkel = Ausfallswinkel),
so entsteht ein werkstoffspeziﬁsches Röntgenbeugungsdiagramm, auch Diffraktogramm
genannt, wie in Bild 5.7(B) für die hexagonale α-Phase von Titan dargestellt.
Jedes Beugungsmaxima im Diffraktogramm stellt eine Netzebenenschar im Kristallgitter
dar, die mit den Millerschen Indizes hkl bezeichnet werden. Bei Eigenspannungen










































Bild 5.7: Bragg’sche Beugungsbedingung und Diffraktogramm von α-Titan
verändert wird und sich somit die Lage der Peaks im Diffraktogramm leicht nach rechts
oder links verschieben. Die Änderung einer ausgewählten Peaklage (∆θ ≈ 0,01°bis
0,5°[Spi09]) wird unter Variation des Probenkippwinkels ψ (Polwinkel) bestimmt und
mit Gleichung 5.1 in eine Änderung des Netzebenenabstandes ∆dhkl umgerechnet. Es
wird angenommen, dass die ermittelte Änderung des Netzebenenabstandes ∆dhkl für
alle Kristallite in Reﬂektionsstellung repräsentativ für die makroskopische Dehnung ǫφ,ψ










Wird die errechnete Dehnung ǫψ bei konstantem Messwinkel φ über das sin
2 des
Probenkippwinkels ψ aufgetragen, so ergibt sich für nicht-texturierte, isotrope Werkstoffe









Der Grund für den linearen Anstieg ist in der mathematischen Beschreibung der Elasti-
zitätstheorie zu ﬁnden, die für einphasige, makroskopisch isotrope Werkstoffe, unter






σ1 cos2 φ + σ2 sin
2 φ
)
· sin2 ψ + s1 (σ1 + σ2) (5.4)
lautet [Mac61]. Für eine konstante Messrichtung φ ist die Dehnung nach Gleichung 5.4
linear abhängig vom sin2 ψ, was namensgebend für diese Methode ist. Hierbei sind σ1,2
die erste und zweite Hauptspannung, s1 und 12s2 die elastischen Spannungskonstanten
des betrachteten Werkstoffs.
Bei Ti-6Al-4V ist bekannt, dass der Einﬂuss von Texturen gering ist, wenn der Peak der
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Tabelle 5.4: Verwendete ψ-Werte bei der Eigenspannungsmessung von Ti-6Al-4V
ψ -45,0 -37,8 -30,0 -20,7 0 20,7 30,0 37,8 45,0
sin2 ψ 0,500 0,375 0,250 0,125 0 0,125 0,250 0,375 0,500
Gitterebene αTi-213 zur Eigenspannungsbestimmung verwendet wird [Vel10]. Gleich-
zeitig reduzieren große Einstrahlwinkel θ bei dieser Gitterebene mögliche Probenpositio-
nierfehler, was ebenfalls bei αTi-213 der Fall ist. Ferner ist der Einﬂuss des β-Anteils am
Gefüge gering, sodass sich die für die sin2 ψ-Methode notwendigen linearen Verläufe
ergeben [Fra79]. Die verwendeten ψ-Werte und Materialkonstanten für α-Titan sind in
Tabelle 5.4 und 5.5 aufgelistet.
Die Messunsicherheit der röntgenograﬁschen Eigenspannungsmessung an der Bau-
teiloberﬂäche wurde unter Wiederhol- und Vergleichsbedingung bestimmt. Bei Wie-
derholbedingung wurden 18 Eigenspannungsmessungen an der gleichen Stelle einer
rekonturierten Werkstückprobe durchgeführt, womit die Messungenauigkeit durch das
Röntgendiffraktometer und der manuellen Werkstückpositionierung bestimmt wird, dar-
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einem rekonturierten Werkstück an 
der gleichen Messstelle
Streuung Eigenspannungen s Streuung Eigenspannungen s 
gemittelte Varianz von 48 Messungen 
an unterschiedlichen Messstellen 
verschiedener rekonturierter Werkstücke
Bild 5.8: Messungenauigkeit der röntgenograﬁschen Eigenspannungsmessung von
Ti-6Al-4V nach der Bearbeitung mit Werkzeug 1
Bei der Vergleichsbedingung wurden 8 Werkstücke mit unterschiedlichen Zahnvor-
schüben fz und Zeilenbreiten br rekonturiert und je 6 Eigenspannungsmessungen an
unterschiedlichen Messstellen der Oberﬂäche durchgeführt. Der mittlere Einﬂuss der
Einstellgrößen auf die Eigenspannungen wurde durch die Subtraktion des Mittelwertes
der 6 Messungen je Probe herausgerechnet und die mittlere Varianz µ2 aller 8 Werk-
stücke berechnet. Aufgrund der Erwartungstreue der Varianz mu2 ist diese Berechnung
gültig (vgl. [Kle11, S. 183ff]). Die Varianz der Vergleichsbedingung, dargestellt rechts
in Bild 5.8, berücksichtigt die Messungenauigkeit der Wiederholungsbedingung und
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Tabelle 5.5: Netzebenenabhängige Materialkonstanten von reinem α-Titan [Eig95]
und gewählte Einstellungen der Röntgendiffraktometrie
Elastizitätsmodul E = 112,994GPa Netzebene hkl = 213
Querkontraktionszahl ν = 0,31977 Bragg-Winkel 2θ = 139,317°
Elastizitätskonstante 1 s1 = -2,83 Pa−1 Strahlungsquelle Cu Kα
Elastizitätskonstante 2 12s2 = 11,68 Pa
−1 Informationstiefe z0 = 5,1 µm
zusätzlich den Einﬂuss lokal unterschiedlicher Eigenspannungen, zufällige Einﬂüsse
beim Fräsen sowie Werkstückvarianzen.
Es zeigen sich deutlich erhöhte Konﬁdenzintervalle ξ im Vergleich zur Wiederholungs-
bedingung. Die Messungenauigkeit steigt für erhöhte Zahnvorschübe und Zeilenbreiten,
wodurch die erhöhte Streuung maßgeblich auf lokal leicht variierende Eigenspannungen
zurückzuführen ist (vgl. [Plö02, Val12]). Es gilt: Für einen statistisch abgesicherten
Vergleich von Eigenspannungsmessungen bei variierenden Einstellgrößen gel-
ten für Ti-6Al-4V die Konfidenzintervalle ξ der Vergleichsbedingung.
5.3 Grundlagen nichtlinearer Versuchspläne
Für die Abbildung nichtlinearer Einﬂüsse sind mindestens drei Stufen l einer Einﬂuss-
größe (vc, fz, λ, γ, etc.), auch Faktor genannt, in einem Versuchsplan notwendig. Häuﬁg
wird in der Versuchsplanung ein Faktor variiert, während die anderen Faktoren kon-
stant gehalten werden. Diese Methode, auch klassische Versuchsplanung genannt
(engl. One-factor-at-a-time), ist einfach und nachvollziehbar, besitzt jedoch erhebliche
Nachteile, z. B. dass der Aufwand mit vielen Faktoren schnell steigt, Einzel- und Wech-
selwirkungen nicht erkannt werden und die gewählten konstanten Faktoren in dieser
Methode eine größere Bedeutung zukommen [Kle11, Czi99].
Ein klassischer Versuchsplan hat dennoch seine Berechtigung, wenn z. B. Wechselwir-
kungen ausgeschlossen werden können. Die oben genannten Nachteile können durch
vollfaktorielle Versuchspläne umgangen werden, bei dem alle möglichen Einstellungen
der Faktoren miteinander kombiniert werden. Jedoch steigt der Versuchsaufwand expo-
nentiell mit der Anzahl der Stufen, sodass l ≥ 3 als nicht mehr praktikabel gilt [Kle11, S.
213ff].
Bei nichtlinearen Versuchsplänen mit drei Faktorstufen sind zentral zusammengesetzte
Versuchspläne (engl. Central Composite Designs, CCD) zielführend, die eine Erwei-
terung eines zweistuﬁgen, vollfaktoriellen Versuchsplans durch Sternpunkte darstellt.
Der Vorteil ist die Orthogonalität1 des Versuchsplans bei geringem Auswerteaufwand.
Werden mehr als drei Stufenwerte benötigt oder sind die gewisse Faktorstufenkom-
binationen aus einem CCD Versuchspan nicht möglich, sind sogenannte optimale
1Orthogonale Versuchspläne vermengen nicht die Haupteffekte der untersuchten Faktoren. Das Skalar-
produkt zweier beliebiger Spalten in orthogonalen Versuchsplänen ist immer 0.
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Versuchspläne eine Alternative, bei denen die Faktorstufenkombinationen frei gewählt
werden können.
Die Auswertung von nichtlinearen Versuchspänen (CCD, D-Optimal, etc.) geschieht mit
einem empirischen, multiplen linearen2 Regressionsmodell. Diese Auswertemethodik
durch Regression wird im englischen auch Response-Surface-Methodology (RSM)
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verwendet. Hierbei sind die Einträge im Spaltenvektor
#»
Y die experimentellen Messer-
gebnisse (Anzahl n) und im Spaltenvektor
#»
b die Koefﬁzienten des Regressionsmodells
(Anzahl p). In der sogenannten Modell- oder Designmatrix X steht in jeder Spalte der
jeweilige Faktor des gewählten Modells und in jeder Zeile die verwendete Größe im
Versuchsplan. Je nachdem wie die Designmatrix X aufgebaut ist, können in den Spalten
jeweils Wechselwirkungen der Faktoren, lineare, quadratische oder kubische Zusam-
menhänge stehen, die jeweils durch einen dazugehörigen Koefﬁzienten bp beschrieben
werden. Beispielsweise steht in der 2. Spalte fz, in der 3. Spalte die Wechselwirkung fz ·vc
oder bei einem quadratischen Modell in der 4. Spalte b2r etc. Somit ist das Gleichungs-
system durch eine Vielzahl von Möglichkeiten lösbar, abhängig wie die Designmatrix,
also der Versuchsplan, aufgebaut ist.
Bei optimalen Versuchsplänen wird die Designmatrix X bzw. die Informationsmatrix
(XTX) nach unterschiedlichen statistischen Kriterien iterativ optimiert. Ein vollfaktorieller
Versuchsplan dient hierbei als Basis für die iterative Optimierung. Das geläuﬁgste Krite-
rium ist die D-Optimalität, bei dem die Determinante der Informationsmatrix maximiert
wird und somit die maximalen Informationen aus dem Experiment verfügbar werden.
Der größte Nachteil der optimalen Versuchspläne ist die schwer nachvollziehbare,
rechnergestützte Auswahl der Versuchspunkte.
In dieser Arbeit werden sowohl klassische, fraktionelle, zentral zusammengesetzte und
D-Optimale Versuchspläne verwendet, je nach Anforderung an die experimentellen
Untersuchungen und der wissenschaftlichen Fragestellung. Die Wahl des Versuchs-
plans, mit den jeweiligen gewählten Faktorstufenkombinationen, werden zu Beginn
jedes Kapitels erörtert.
2Das Wort linear bezieht sich hierbei auf die zu ermittelnden Regressionskoefﬁzienten die in erster Potenz
in das Modell einﬂießen. Die mathematische Funktion mit den Variablen können aber nichtlinear sein.
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6 Identifikation der signifikanten Einflussgrößen auf
die Randzoneneigenschaften
Um das erste Teilziel dieser Arbeit zu erreichen, werden zunächst jene Einﬂussgrößen
identiﬁziert, die einen Einﬂuss auf die Eigenspannungen und die Oberflächentopogra-
phie besitzen. Die verwendete Methodik zur Identiﬁkation wird in Kapitel 6.1 erläutert.
Als Einﬂussgrößen werden sowohl die Prozesseinstellgrößen Schnittgeschwindigkeit
vc, Zahnvorschub fz, Zeilenbreite br, Schnitttiefe ap, Vorschubrichtungswinkel λ und
Kippwinkel τ als auch die Werkzeuggestalt mit Spanwinkel γ, Freiwinkel α und Schneid-
kantenverrundung rβ sowie die Prozessstrategie Gleich- bzw. Gegenlauf betrachtet
und im Folgenden als Faktoren bezeichnet. Aufgrund der hohen Bedeutung des Mate-
rialauftrags bei der Regeneration wird der Einﬂuss der Reparaturschweißung auf die
Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung separat bewertet.
6.1 Versuchsplanung
Fraktioneller, faktorieller Versuchsplan
Zur Identiﬁkation der signiﬁkanten Einﬂussgrößen auf die Randzoneneigenschaften
eignet sich ein klassischer Versuchsplan nicht, weil hierdurch nur bedingt die Einzelef-
fekte und nicht die Wechselwirkungen identiﬁziert werden können. Bei der Verwendung
eines vollfaktoriellen Versuchsplans, beschrieben in Kapitel 5.3, würden Einzel- und
Wechselwirkungen zwar erkannt werden, jedoch steigt der Versuchsaufwand für viele
Faktoren schnell an. Für den Fall der Rekonturierung mit Kugelkopfwerkzeugen, mit den
10 oben genannten Faktoren, würden sich 210 = 1024 Versuche ohne Wiederholungen
ergeben.
Eine Reduktion des Versuchsumfangs wird durch den Fokus auf die Haupteffekte1 bzw.
2-fach Wechselwirkung ermöglicht, indem nur ein Teil aller Faktorstufenkombinationen
realisiert wird. Es ist bekannt, dass Wechselwirkungen höherer Ordnung (3-fach und
höher) für die meisten technischen Applikationen nicht auftreten und somit vernach-
lässigbar sind [Kle11]. Somit wird eine Reduktion des Versuchsaufwands ermöglicht,
indem die Haupteffekte mathematisch mit den vernachlässigbaren Wechselwirkungen
höherer Ordnung vermengt werden. Eine Vermengung ist somit eine Vermischung der
Effekte von z. B. des Faktors Zahnvorschub fz mit z. B. einer 3-fach Wechselwirkung der
Faktoren Schnitttiefe ap, Kippwinkel τ und Spanwinkel γ.
Diese Art der Versuchspläne ist besonders bei vielen Faktoren mit wenigen Infor-
mationen über deren Wirkungen (vgl. Kapitel 2.3) geeignet sowie bei der Frage der
Signiﬁkanz der Faktoren auf die jeweilige Zielgröße. Somit ist die Methodik eines fraktio-
nellen, faktoriellen Versuchsplans, auch Screening-Versuchsplan genannt, geeignet zur
1Ein Effekt ist der Einﬂuss eines Faktors auf eine Zielgröße in Abhängigkeit des Stufenwertes des Faktors
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Identiﬁkation der signiﬁkanten Einﬂussgrößen auf die Randzoneneigenschaften nach
der Rekonturierung. Der Versuchsumfang N berechnet sich hierbei zu
N = n ·m = l (k−p). (6.1)
Dabei ist n die Anzahl der Realisierungen, m die Anzahl der Faktorstufenkombinationen,
l die Anzahl der Stufen, k die Anzahl der zu untersuchenden Faktoren und p die Reduk-
tion im Vergleich zu einem vollfaktoriellen Versuchsplan. Bei der Wahl p = 4 werden die
Haupteffekte mit 3-fach Wechselwirkungen vermengt, was für die Signiﬁkanzanalyse
annehmbar ist [Kle11, S. 137]. Mit einer Wiederholung je Versuch und einem zweistuﬁ-
gen Versuchsdesign, gekennzeichnet mit (-) und (+), resultiert ein Versuchsumfang von
N = 128, dessen Stufenwerte in Tabelle 6.1 aufgelistet ist.
Tabelle 6.1: Stufenwerte der Faktoren des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans
Faktor Kürzel (-) (+) Einheit
integrale Schnittgeschwindigkeit vc,m 15 60 m/min
Zahnvorschub fz 0,15 0,4 mm
Schnitttiefe ap 0,4 1,0 mm
Zeilenbreite br 0,2 0,5 mm
Vorschubrichtungswinkel λ 15 60 °
Kippwinkel τ 0 60 °
Schneidstrategie - Gegenlauf Gleichlauf -
Freiwinkel α 6 12 °
Spanwinkel γ 8 14 °
Schneidkantenverrundung rβ 4 30 µm
Die Variation der integralen Schnittgeschwindigkeit vc,m ist aufgrund der dynamischen
Messunsicherheiten des Dynamometers auf 60m/min beschränkt, vgl. Kapitel 5.2.1 und
Bild 5.4, jedoch liegt sie im Bereich praxisrelevanter Größen2. Alle restlichen in Tabelle
6.1 aufgelisteten Einstellgrößen können nach den Recherchen aus Kapitel 2.3 entweder
die Oberﬂächentopographie oder die Eigenspannungen beeinﬂussen. Alle Stufenwerte
der Faktoren wurden so gewählt, dass ein möglicher Effekt nicht durch Zufallsstreuung
verdeckt und gleichzeitig eine Rekonturierung mit praxisnahen Qualitätskriterien ge-
währleistet wird. Durch die Variation der Werkzeuggrößen Schneidkantenverrundung rβ,
Freiwinkel α und Spanwinkel γ ergeben sich 8 unterschiedliche Werkzeugkombinationen.
Hierbei wurde das Werkzeug 1 (vgl. Tabelle 5.3) aufgrund der geringeren Nachgiebig-
keit und konstanter Makrogeometrie ausgewählt. Zur Verringerung des Einﬂusses von
Verschleiß wurde jedes Werkzeug nach maximal 5 Untersuchungen gewechselt, wo-
durch der Freiﬂächenverschleiß auf VB = 24µm begrenzt wurde. Alle Untersuchungen
wurden zur Vermeidung einer zeitlich abhängigen Störgröße randomisiert. Aus dem
Versuchsplan resultieren 64 Varianzen aus je 32 Kombinationen der hohen (+) und
geringen (-) Faktorstufen, deren Effekt q berechnet wird zu
2Es sei erwähnt, dass bei vc,m = 60m/min mit λ = 15°, τ = 0°eine Drehzahl von n = 7.360/min mit
DWz = 10mm resultiert, was einer Schnittgeschwindigkeit am Schaft von vc = 231m/min entspricht.















bei dem x¯i (+) der Mittelwert aller hohen und x¯j (−) der Mittelwert aller niedrigen Kom-
bination des aktuell betrachteten Faktors sind. Im Folgenden werden Ergebnisse zur
Signiﬁkanzanalyse bei der Oberﬂächentopographie in Kapitel 6.2 und der Eigenspan-
nungen in Kapitel 6.3 erläutert. In jedem Teilkapitel wird zunächst der Einﬂuss einer
Reparaturschweißung separat bewertet und anschließend die Ergebnisse des fraktio-
nellen, faktoriellen Versuchsplans erläutert.
6.2 Signifikante Einflussgrößen auf die resultierende Topographie
Einfluss der Regeneration auf die Topographie
In diesem Abschnitt wird der Einﬂuss der Reparaturschweißung aufgrund der hohen Be-
deutung für die Regeneration separat in einem eigenen Versuchsplan bewertet. Hierzu
wurde das Analogiewerkstück aus Bild 5.2 mit beiden Werkzeugen aus Tabelle 5.3 quer
und längs zur Schweißnaht unter Variation der Anstellwinkel λ, τ , Zahnvorschub fz und
Zeilenbreite br rekonturiert. Anschließend wurde die Topographie mit der beschriebenen
Analytik aus Kapitel 5.2.2 digitalisiert. In Bild 6.1 ist die rekonturierte, dreidimensonale
Oberﬂäche von zwei ausgewählten Prozessen dargestellt.
Für die Rekonturierung wurde die Schnitttiefe relativ zum Grundwerkstoff auf ap = 20µm
eingestellt. Neben der Ausprägung der kinematischen Topographie3 sind Erhebungen
im Bereich der entfernten Schweißnaht zu erkennen. Die restlichen Einstellgrößen aus
Bild 6.1 sind vc = 40m/min, br = 0,5mm und τ = 0°. Bei allen Untersuchungen zeigte
sich, dass die Erhöhungen beim Werkzeug 2 größer sind als bei Werkzeug 1, was
höchstwahrscheinlich auf die höhere Nachgiebigkeit zurückzuführen ist. Daraus folgt,
dass die in Bild 6.1 dargestellten Erhebungen höchstwahrscheinlich durch Werkzeugab-
drängungen resultieren. Dies wird deutlich, wenn die Höhendifferenz ∆H zwischen dem
Grundwerkstoff und der rekonturierten Störkontur über die gemessene Zerspankraft
Fz =
√




p aufgetragen wird. Der Zusammenhang ist in Bild 6.2 dargestellt.
Die verschiedenen Farben im Diagramm aus Bild 6.2 repräsentieren unterschiedliche
Einstellgrößen. In jeder Versuchsreihe werden mehrere Datenpunkte gezeigt, die unter-
schiedliche Positionen längs der rekonturierten Schweißnaht (Koordinate Y) darstellen.
Es zeigt sich ein nichtlinearer Zusammenhang, der je nach gewählten Einstellgrößen zu
unterschiedlichen Abdrängungen führt. Mit den vorliegenden Daten lässt sich folgendes
Zwischenfazit zum Einﬂuss der Regeneration auf die Topographie ziehen: Die resultie-
rende Oberflächentopographie nach der Rekonturierung ist signifikant abhängig
von der Störkontur und den Werkstoffeigenschaften regenerierter Bauteile. Die
3Hinweis: Der dargestellte Ausschnitt wurde aufgrund der großen Fläche mit dem 10x Objektiv erfasst,
wodurch die kinematische Topographie weniger gut sichtbar ist.








































v   =  40 m/minc
f   =  0,20 mmz
b   =  0,50 mmr
l  =  60 °
t  =  0 °
Prozessstrategie: 
Quer zur Schweißnaht 
v   =  40 m/minc
f   =  0,60 mmz
b   =  0,50 mmr
l  =  30 °
t  =  0 °
Prozessstrategie: 












Bild 6.1: Einﬂuss der Störkontur auf die dreidimensonale Oberﬂächenausprägung
Beschreibung der physikalischen Wirkprinzipien aus den Effekten in Bild 6.2, ist ein
Aspekt des 4. Teilziels dieser Arbeit und wird in Kapitel 9 behandelt.
Auswertung des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans
Neben der Störkontur wird zur Identiﬁkation der weiteren signiﬁkanten Einﬂussgrößen
der Versuchsplan aus Kapitel 6.1 verwendet. Die Effekte aller Faktoren auf die Ziel-
größe gemittelte Rautiefe Rz werden mit Gleichung 6.2 berechnet und sind in Bild
6.3 dargestellt. Das Diagramm beinhaltet die Balkenhöhe als Effekt und drei Signiﬁ-
kanzgrenzen, womit der beobachtete Effekt ins Verhältnis zur zufälligen Streuung der
Zielgröße gesetzt wird. Ist der Balken des Effektes höher als die jeweilige Grenze, gilt
nach Kleppmann folgende Interpretation [Kle11, S. 79ff]
• Effekt kleiner σ95%: kein Hinweis auf einen Effekt
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• Effekt zwischen σ95% und σ99%: indifferent4, möglichst mehr Daten sammeln
• Effekt zwischen σ99% und σ99,9%: signiﬁkant
• Effekt größer σ99,9%: hochsigniﬁkant
Somit führt die Erhöhung der Schneidkantenverrundung rβ zu einer signiﬁkanten Re-
duktion der Rauheit, während höhere Zahnvorschübe fz und höhere Zeilenbreiten br die
Rauheit erhöht. Der Kippwinkel τ verschiebt die Rauheitskenngrößen quer und längs
zur Vorschubrichtung zueinander. Während die Verringerung der Rauheit durch die
Schneidkantenverrundung auf mikroplastische Verformung zurückzuführen ist, sind die
Effekte von fz, br, τ und λ durch die geänderte kinematische Topographie bedingt, wie in
Kapitel 2.3.2 und Bild 2.16 beschrieben. Ebenfalls ist die Veränderung des Freiwinkels
α hochsigniﬁkant, was maßgeblich auf die geänderten Kontaktbedingungen zwischen
Werkzeug und Werkstück zurückzuführen ist. Der Effekt der Schneidkantenverrundung
auf die Oberﬂächentopographie ist vom betrachteten Werkstoff und dem Prozess ab-
hängig und wechselwirkt mit den restlichen Einstellgrößen. Beispielsweise kann eine
Schneidkantenverrundung auch zu einer Verschlechterung der Oberﬂächenqualität
führen, wie von Xu gezeigt [Xu96]. An dieser Stelle ist für diese Arbeit lediglich von
Relevanz, dass der Einﬂuss der Schneidkantenverrundung nicht vernachlässigt werden
kann.
Neben des Kennwerts Rz wurden ebenfalls die Zielgrößen Ra in Vorschub- und Vor-
schubnormalenrichtung, Sa und Sz ausgewertet. Alle Kennwerte zeigen die selben
Ne/75928 © IFW
Prozessnebenbedingungen der Rekonturierung:
Werkzeug:  Typ 2 Zahnvorschub  f   = 0,2 - 0,6 mm z
Störgeometrie:  EBW, Ti64 Zeilenbreite  b   = 0,2 - 0,8 mmr

























l/t = 30°/0° 
f  = 0,2 mm z
l/t = 30°/0° 
f  = 0,6 mm z
l/t = 0°/0° 
f  = 0,1 mm z
l/t = 30°/30° | f  = 0,4 mm z
Bild 6.2: Einﬂuss Prozesskraft auf die Höhendifferenz ∆H
4Hinweis: Die Wahrscheinlichkeit mit einem Würfel auf Anhieb zwei Sechsen hintereinander zu erhalten,
beträgt 1/6 · 1/6 = 0,028 (97,2%) und würde somit in diese Kategorie fallen.
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Bild 6.3: Ergebnis der Signiﬁkanzanalyse, Zielgröße: Rz in Vorschub- und Vorschub-
normalenrichtung
Effekten und Signiﬁkanzen wie Bild 6.3. Diese Ergebnisse sind analog zu den Erkennt-
nissen aus der Literatur, beschrieben in Kapitel 2.3.2 und Bild 2.16 und können eindeutig
auf den kinematischen Einﬂuss des Kugelkopffräsprozesses bzw. Werkstoffeinﬂuss
zurückgeführt werden.
6.3 Signifikante Einflussgrößen auf die resultierenden
Eigenspannungen
Einfluss der Regeneration auf die Eigenspannungen
Analog zur Vorgehensweise aus Kapitel 6.2 wurde zunächst der Einﬂuss der Regenera-
tion auf die Eigenspannungen mit der Analytik aus Kapitel 5.2.3 charakterisiert. Aus der
Literatur ist bekannt, dass der Schweißprozess aufgrund der Abkühlung beziehungs-
weise der Phasentranformationen Zugeigenspannungen an der Oberﬂäche und im
Bauteilinneren hervorruft [Dat06, Abd09]. Jedoch sind die Wechselwirkungen mit den
eingebrachten Eigenspannungen durch die Rekonturierung unbekannt oder werden ver-
nachlässigt, vgl. [Dat06]. Zunächst wurde das Eigenspannungstiefenproﬁl an einer Linie
quer zur Schweißnaht ohne Rekonturierung aufgenommen, indem der Werkstoff suk-
zessiv durch elektrochemisches Ätzen entfernt wurde. Das Längs-Eigenspannungsproﬁl
quer zur Schweißnaht sowie die schematische Darstellung der ﬁnalen Oberﬂäche nach
dem Ätzen und die Wärmeeinﬂusszone (WEZ) zeigt Bild 6.4(A).
An der Mitte der Schweißnaht bei X = 0 und an der Oberﬂäche Z = 0 resultieren Zugei-
genspannungen, während außerhalb des Bereiches der WEZ bei Z = 0, X 6= 0 keine

















































Tiefe Z Position X Tiefe Z Position X
Bild 6.4: Eigenspannungen der Schweißnaht vor und nach der Rekonturierung
Eigenspannungen vorliegen. Die Zugeigenspannungen an der Mitte der Schweißnaht
bei X = 0 erhöhen sich in der Tiefe Z > 0. Dieser Effekt ist auf die Abkühlung direkt
nach dem Schweißen zurückzuführen, bei dem das sich abkühlende, oberﬂächennahe
Material den warmen Kern plastisch komprimiert, wodurch nach vollständiger Abküh-
lung des Werkstücks Zugeigenspannungen verbleiben. Diese Zusammenhänge sind in
der Literatur bekannt und wurden theoretisch u.a. durch Brinksmeier [Bri82b, S. 494ff]
beschrieben und unter anderem durch Abdeina et al. [Abd09] und Price et al. [Pri08]
nachgewiesen.
In Bild 6.4(B) ist die gleiche Messmethodik für ein rekonturiertes Werkstück dargestellt.
Die schematische Darstellung in der Mitte zeigt die ﬁnale, rekonturierte Oberﬂäche, bei
der sowohl der Grundwerkstoff als auch der Werkstoff der WEZ zerspant wurde. Es zeigt
sich, dass sämtliche Zugeigenspannungen nach der Rekonturierung in Druckeigen-
spannungen umgewandelt wurden. Des Weiteren sind die Druckeigenspannungen an
der Oberﬂäche Z = 0 quer zur zerspanten Schweißnaht nahezu konstant und nehmen
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gleichmäßig in der Tiefe ab. Der Fräsprozess beeinﬂusst den Werkstoff bis in einer
Tiefe von ca. 70 µm bei den gewählten Einstellgrößen. Ab dieser Tiefe wird der Einﬂuss
der Schweißnaht bei X = 0 wieder erkennbar. Dieses Einzelergebnis deutet darauf hin,
dass die Rekonturierung zu homogenen Druckeigenspannungen führt. Der Bereich des
Eigenspannungsproﬁls, der durch die Rekonturierung resultiert, wird sich jedoch nach
der Arbeitshypothese dieser Arbeit mit unterschiedlichen Werkzeug- und Einstellgrößen
verändern. Aus diesem Grund wurden weitere Schweißnähte mit unterschiedlichen
Werkzeugen und Einstellgrößen rekonturiert und die oberﬂächennahen Eigenspannun-
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Prozessnebenbedingungen der Rekonturierung:
Werkzeuge:  Typ 1 und Typ 2 Zahnvorschub  f   = 0,05 - 0,3 mm z
Schweißproz.:  EBW, WIG, MSG Schneidkantenr.  r   = 4 - 30 µmb
Werkstoffe: Ti-6Al-4V, C45 Zeilenbreite  b   = 0,2 - 0,6 mmr
(1)
(2)
Bild 6.5: Einﬂuss der Störkontur auf die oberﬂächennahen Eigenspannungen
Die oberﬂächennahen Eigenspannungen an der rekonturierten Schweißnaht und den
oberﬂächennahen Eigenspannungen des bearbeiteten Grundwerkstoffs unterscheiden
sich nur marginal voneinander, auch bei variierenden Einstell- und Werkzeuggrößen.
Zwar zeigen die Regressionsgeraden eine Differenz, jedoch ist dieser Effekt kleiner
als die statistische Schwankung der Eigenspannungsbestimmung, welcher durch die
Konﬁdenzintervalle dargestellt wird.
Dieses Ergebnis ist vergleichbar mit Untersuchungen aus der Literatur, bei denen zwei
sequenzielle Fertigungsprozesse hinsichtlich der Eigenspannungen untersucht wur-
den. Beispielsweise wies Röttger nach, dass der Eigenspannungszustand unabhängig
von dem vorher durchgeführten Hartdrehprozess ist, sondern maßgeblich durch den
darauffolgenden Walzprozess festgelegt wird [Röt03, S. 53ff]. Der Eigenspannungs-
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zustand ist somit vom ﬁnalen Fertigungsprozess abhängig, wodurch sich folgendes
Zwischenfazit zum Einﬂuss der Regeneration auf die Eigenspannungen ziehen lässt:
Die resultierenden Eigenspannungen nach der Rekonturierung sind unabhängig
von dem Ausgangszustand der regenerierten Bauteile, der durch den Schweiß-
prozess festgelegt wird. Es sei hier erwähnt, dass dies nur für Schweißprozesse
zutrifft, bei denen ein artgleicher Zusatzwerkstoff verwendet wird, was bei den Er-
gebnissen aus Bild 6.5 der Fall ist. Wird ein artfremder Zusatzwerkstoff eingesetzt,
beispielsweise Ti-6Al-4V mit Reintitan verschweißt, ist der rekonturierte Bereich der
Schweißnaht als neuer Werkstoff zu verstehen, wodurch sich die Effekte unterschiedli-
cher Werkstoffe einstellen wie in Kapitel 2.3.1 beschrieben.
Auswertung des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans
Nachdem der Einﬂuss der Schweißnaht auf den Eigenspannungszustand nach der
Rekonturierung vernachlässigt werden kann, werden im Folgenden weitere signiﬁkan-
te Einﬂussgrößen mit dem Versuchsplan aus Kapitel 6.1 identiﬁziert. Als Zielgrößen
des fraktionellen, faktoriellen Versuchsplans werden die Hauptspannungen σ1 und σ2
sowie der Azimutwinkel φ zwischen Vorschubrichtung und Hauptspannungsrichtung
festgelegt. Nach Eigenmann und Macherauch lassen sich Hauptspannungen und Haupt-
spannungsrichtungen bei einem zweiachsigen Spannungzustand berechnen, wenn im
Probenkoordinatensystem die Eigenspannungen in 0°, 45°und 90°gemessen und
Gleichungen 6.3 - 6.5 angewandt werden [Mac61].
σ1 =
σ90◦ − σ0◦ · cotφ2
1− cotφ2 (6.3)
σ2 =











Nach DIN 13316 ist σ1 > σ2 deﬁniert. Aus diesem Grund wird das Vorzeichen von
φ geändert, wenn die Bedingung nicht zutrifft. Die Effekte aller Faktoren werden mit
Gleichung 6.2 berechnet und sind in Bild 6.6 für die Zielgrößen Hauptspannungen σ1
und σ2 dargestellt.
Der Faktor mit der höchsten Signiﬁkanz auf die Hauptspannungen ist die Schneid-
kantenverrundung rβ des Werkzeugs, dessen Effekt ca. 5 mal höher ist als bei allen
Faktoren. Dies bedeutet, dass eine Schneidkantenverrundung von rβ = 30µm die Ei-
genspannungen stets in Richtung Druck um ca. ∆σ ≈ 200MPa verschiebt, verglichen
mit einem arbeitsscharfen Werkzeug. Wird der Stand des Wissens herangezogen, vgl.
Kapitel 2.3.1 und Bild 2.12, überrascht dieses Ergebnis zunächst nicht. Jedoch sei
erwähnt, dass in der Literatur ebenfalls die Erhöhung der Schneidkantenverrundung
rβ zu erhöhten Zugeigenspannungen führen kann, beispielsweise beim Flankenfräsen
von 42CrMo4 gezeigt [Den12]. Somit scheint der hier identiﬁzierte Effekt maßgeblich









































































































Bild 6.6: Ergebnis der Signiﬁkanzanalyse, Zielgröße: Haupteigenspannungen σ1,2
werkstoffspeziﬁsch zu sein.
Die Faktoren Schnittgeschwindigkeit vc, Schnitttiefe ap, Gleich- und Gegenlauf, Freiwin-
kel α und Spanwinkel γ zeigen keinen signiﬁkanten Einﬂuss auf die Eigenspannungen.
Insbesondere die Ergebnisse zur Schnittgeschwindigkeit und Spanwinkel überraschen,
weil aus der Literatur die Erhöhung der thermische Bauteilbelastung mit diesen Größen
bekannt ist und dies für gewöhnlich das Eigenspannungsproﬁl stark beeinﬂusst (vgl. Bild
2.11 und Bild 2.12). Der geringe Einﬂuss des Freiwinkels α und der Schnitttiefe ap aus
der Literatur wird auch bei der Rekonturierung von Ti-6Al-4V bestätigt. Des Weiteren
beeinﬂussen die Einstellgrößen Zahnvorschub fz, Zeilenbreite br und Vorschubrichtungs-
winkel λ die Eigenspannungen signiﬁkant. Während der Zahnvorschub fz, respektive
Spanungsdicke h, die auch bei anderen Prozessen und Werkstoffen die Eigenspannun-
gen beeinﬂussen, ist der Einﬂuss der Zeilenbreite br und Vorschubrichtungswinkel λ
durch diese Arbeit erstmals statistisch nachgewiesen.
Der Effekt der untersuchten Faktoren auf die oberﬂächennahen Hauptspannungsrich-
tungen ist in Bild 6.7 dargestellt. Zunächst fallen in Bild 6.7 die deutlich höheren
Signiﬁkanzgrenzen im Vergleich zu Bild 6.6 auf. Dies lässt sich mit dem Gauß’schen
Fehlerfortpﬂanzungsgesetz begründen, bei dem sich die quadrierten Beiträge der
Einzel-Unsicherheiten aus Gleichung 6.3 bis 6.5 addieren. Geringe Schwankungen
bei den drei Eigenspannungsmessungen führen somit zu großen Änderungen in den
Hauptspannungsrichtungen. Trotzdem lassen sich aus Bild 6.7 die zwei signiﬁkanten
Einﬂussgrößen auf die Richtung der die Haupteigenspannungen identiﬁzieren: Der Vor-
schubrichtungswinkel λ und der Kippwinkel τ . Bei allen anderen Faktoren fallen nahezu
die Hauptrichtung der Eigenspannungen und die Bearbeitungsrichtung der Rekonturie-
rung zusammen. Keine der Wechselwirkungen zwischen den untersuchten Faktoren







































































































Bild 6.7: Ergebnis der Signiﬁkanzanalyse, Zielgröße: Richtung der Hauptspannungen
φ relativ zur Vorschubrichtung
zeigt eine hohe Signiﬁkanz, sodass die Faktoren unabhängig voneinander betrachtet
werden können. Des Weiteren ist zu erwähnen, dass sich mit den betrachteten Einstell-
und Werkzeuggrößen immer Druckeigenspannungen zwischen σmax = −88,5MPa und
σmin = −573,3MPa einstellen. Dies bestätigt einerseits die Erkenntnisse bei der Bear-
beitung von Ti-6Al-4V mit unterschiedlichen Prozessen [Fra79, Nar83, M’S08] sowie
die Bearbeitung von Warmarbeitsstahl X40CrMoV5-1 [Axi02], Inconel 718 [Asp07]
und Gamma-Titanaluminid Ti-45Al-2Mn-2Nb-0.8TiB2 [Man01] mit Kugelkopfwerkzeu-
gen. In den folgenden Kapiteln werden die hier beschriebenen Effekte methodisch auf
experimenteller und theoretischer Basis beschrieben und erläutert.
Das erste Teilziel dieser Arbeit, die Identiﬁkation der signiﬁkanten Einﬂussgrößen auf
die Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung, ist erreicht.
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7 Thermomechanische Werkstückbelastung durch die
Rekonturierung
Um das zweite Teilziel dieser Arbeit zu erreichen, werden die Erkenntnisse der Signiﬁ-
kanzanalyse und weitere experimentelle sowie theoretische Untersuchungen mit den
thermomechanischen Werkstückbelastungen gekoppelt. Des Weiteren werden die phy-
sikalischen Effekte erörtert, die zu den Ergebnissen des Signiﬁkanztests geführt haben
und wie diese Erkenntnisse für das Hauptziel dieser Arbeit genutzt werden können.
Oberflächentopographie durch die thermomechanische Werkstückbelastung
Die Ergebnisse des Signiﬁkanztests aus Kapitel 6.2 zeigen deutlich, dass die resultieren-
de Topographie maßgeblich durch die mikroplastischen Verformung und die Kinematik
der Werkzeugschneiden bestimmt wird. Somit ist die thermomechanische Werkstück-
belastung, die Gegenstand dieses Kapitels ist, nur indirekt an der Ausprägung der
Topographie beteiligt. Unter „indirekt“ ist gemeint, dass beispielsweise die Werkzeugab-
drängung im Bereich der Schweißnaht zu Erhebungen an der Topographie führen kann
(vgl. Bild 6.1). Dies ist direkt auf die Prozesskräfte zurückzuführen (vgl. Bild 6.2), die
zwar ebenfalls auf das Werkstück wirken, jedoch nur einen Teil der Werkstückbelastung
(vgl. Bild 2.18) repräsentieren. Lediglich der Einﬂuss der mikroplastischen Verformungen
ist mechanisch bedingt.
Ein thermischer Einﬂuss auf die Oberﬂächenausprägung kann bei den gewöhnlich
verwendeten Schnittgeschwindigkeiten zur Bearbeitung von Titan (vc,max ≈ 300m/min)
ausgeschlossen werden. Zwar zeigt die Signiﬁkanzanalyse der Topographie (Bild 6.3)
einen Einﬂuss der Schnittgeschwindigkeit vc, jedoch ist in der Literatur klar beschrieben,
dass dies maßgeblich auf geänderte Dynamik, Dehnraten, Reibverhältnisse und die
somit geänderte Spanbildung zurückzuführen ist und nicht auf thermische Einﬂüsse
(vgl. [Tön05, S.267ff], [Plö02, S.49ff], [Grz96, Ulu11]). Aus diesem Grund behandelt
dieses Kapitel größtenteils den Einﬂuss der thermomechanischen Werkstückbelastung
auf die resultierenden Eigenspannungen. Die Wirkzusammenhänge zur Entstehung der
Oberﬂächentopographie werden in Kapitel 9 behandelt. Ferner ist für die Topographie
das Kapitel 7.3 relevant.
Eigenspannungen durch die thermomechanische Werkstückbelastung
Phasentransformationen können als Quelle von Eigenspannungen bei der Zerspanung
von Titan ausgeschlossen werden (vgl. Kapitel 2.3.1). Daher müssen thermische und
mechanische Vorgänge in der Randzone für die Entstehung von Eigenspannungen
verantwortlich sein. Ferner ist bekannt, dass die thermischen und mechanischen Vor-
gänge während des Zerspanprozesses nicht streng voneinander trennbar sind und
immer eine Überlagerung stattﬁndet [Bre11b, S.53ff]. Für ein besseres Verständnis der
Wirkzusammenhänge wird diese komplizierte Überlagerung, die zur Entstehung von
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Eigenspannungen aufgrund der thermomechanische Werkstückbelastung führt, mittels
folgender Notation eingeteilt in
• direkte mechanische Effekte
• direkte thermische Effekte
• indirekte thermische Effekte.
Durch direkte mechanische Effekte wird das Werkstoffgefüge deformiert, wodurch Defor-
mationsinkompatbilitäten entstehen und dadurch rein mechanisch bedingte Eigenspan-
nungen resultieren. Das Festwalzen ist ein Beispiel zur Einbringung rein mechanisch
bedingter Eigenspannungen, was somit einen direkten mechanischen Effekt darstellt.
Ein direkter thermischer Effekt liegt vor, wenn eine lokale oder globale Erwärmung
mit anschließender Abkühlung zu Eigenspannungen führt. Dies ist ein Resultat der
thermischen Werkstoffausdehnung und den dadurch entstehenden Deformationsin-
kompatbilitäten. Als Beispiel sei hier die lokale Erwärmung durch einen Laser oder
das Abschrecken eines Bauteils erwähnt. Unter einem indirekten thermischen Effekt
ist zu verstehen, dass durch eine erhöhte Temperatur ebenfalls die Werkstoffeigen-
schaften verändert werden (Rp0,2(T ), E(T ), etc.), was die direkten mechanischen Ef-
fekte beeinﬂusst. Ein indirekter mechanischer Effekt, z. B. die Änderung thermischer
Werkstückeigenschaften durch mechanisch bedingte Versetzungsbewegungen, ist un-
wahrscheinlich, in der Literatur nicht beschrieben und wird daher für diese Arbeit nicht
betrachtet. Es sei erneut erwähnt, dass Eigenspannungen trotz der oben eingeführten
Notation immer eine Überlagerung der drei genannten Effekte darstellen. Trotzdem kön-
nen die genannten Effekte dominant oder vernachlässigbar sein, was sich tendenziell
anhand von Eigenspannungstiefenverläufen ablesen lässt [Bre11b]. Es sei auf Bild 7.1
verwiesen.
Als Basis dient das schematische Modell von Jacobus, das zur Erklärung der generellen
Form eines Eigenspannungstiefenverlaufs dient [Jac00]. Dabei wird die Werkstückrand-
zone in Bereiche aufgeteilt, bei der die direkten mechanischen und indirekt thermischen
Effekte tiefer im Werkstück wirken, als die oberﬂächennahen direkten thermischen
Effekte. Der in Bild 7.1 beschriebene Fall 1 aus [Jac00] tritt auf, wenn die direk-
ten thermischen Effekte an der Oberﬂäche vernachlässigbar sind und die plastische
Deformation durch direkte mechanische Effekte resultiert. Dadurch entstehen Druckei-
genspannungen. Bei gemeinsamer Betrachtung der direkten mechanischen und der
indirekten thermischen Effekte, verschiebt sich die resultierende Eigenspannungskurve
leicht in Richtung Zug.
Im Fall 2 sind die Temperaturen an der Werkstückoberﬂäche während der Zerspanung
deutlich höher, sodass plastische Deformationen durch die Ausdehnung entstehen. Hier-
bei zeigt der Eigenspannungstiefenverlauf an der Oberﬂäche positivere Werte als in der
Tiefe, anschließend ein globales Minimum an dem die höchsten Druckeigenspannung
vorliegt und im Anschluss eine abnehmende Tendenz zum ursprünglichen Eigenspan-
nungswertes des Grundwerkstoffs. Der Eigenspannungswert an der Oberﬂäche σoberﬂ.
kann im Zug- oder Druckbereich liegen.
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Bild 7.1: Mögliche Eigenspannungstiefenverläufe in Abhängigkeit der thermomecha-
nischen Werkstückbelastung [Jac00]
Der Fall 3 resultiert, wenn entweder die plastische Deformation durch die direkten me-
chanischen Effekte negativ ist, oder wenn die direkten thermischen Effekte dominieren.
Ersteres kann bei der Zerspanung ausgeschlossen werden, wenn kein fortlaufender
Riss im Bereich der tertiären Scherzone (vgl. Bild 2.18) auftritt und es in diesem Bereich
zu Quetschvorgängen kommt [Syr77a, S.40]. Fall 4 stammt nicht aus [Jac00] und
beschreibt dominante, mechanische Effekte ohne thermischen Einﬂuss. Dies ist bei-
spielsweise beim Festwalzen der Fall [Sch90, S.282]. Bei hohen Walzdrücken verschiebt
sich das Eigenspannungsminimum in tiefere Randschichten und die Oberﬂächenei-
genspannungen verschieben sich Richtung Zug. Begründet wird dies unter anderem
durch eine steigende Oberﬂächenzerrüttung oder Rissbildung [Win00] bzw. durch die
wirkende Hertzsche Pressung, dessen Vergleichsspannungsmaximum immer unterhalb
der Werkstückoberﬂäche liegt [Röt03].
Aus Bild 7.1 ist ersichtlich, dass sich die prinzipiellen Verläufe der Fälle 2 und 4
trotz variierender Werkstückbelastung ähneln. In der Literatur wird kontrovers disku-
tiert, ob die Schicht zwischen der Oberﬂäche und der Tiefe des globalen Minimums
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zg maßgeblich aus thermischer oder mechanischer Beeinﬂussung resultiert, schema-
tisch dargestellt rechts unten in Bild 7.1 [Val07, M’S99, Jaw11, Bre11b, Jac00]. Trotz
der Ähnlichkeit der Fälle 2 und 4 lassen sich durch den generellen Trend von
Eigenspannungstiefenverläufen tendenzielle Aussagen über die thermomechanische
Werkstückbelastung treffen. Dies ist Gegenstand der folgenden Untersuchungen.
7.1 Versuchsplanung
Bisher wurden in Kapitel 6.3 nur die oberﬂächennahen Eigenspannungen und nicht die
Eigenspannungstiefenverläufe betrachtet. Dies ist mit dem deutlich erhöhten Analyseauf-
wand durch die sukzessiven Eigenspannungsmessungen mit dem elektrochemischen
Polieren begründet. Diese Versuchsplanung verfolgt zwei Ziele:
1. Überprüfung, ob der in Kapitel 6.3 identiﬁzierte, signiﬁkante Einﬂuss der Schneid-
kantenverrundung rβ auch die Eigenspannungstiefenverläufe beeinﬂusst.
2. Überprüfung, ob eine generelle Tendenz der Eigenspannungstiefenverläufe er-
kennbar ist, sodass eine Eingrenzung der thermomechanischen Werkstückbelas-
tungen anhand der genannten Fälle 1 bis 4 aus Bild 7.1 möglich ist.
Anders als in der Versuchsplanung aus Kapitel 6.1 sind somit nur tendenzielle Aus-
sagen über die Eigenspannungen ohne Wechselwirkungen notwendig, weshalb sich
ein klassischer Versuchsplan als Methode eignet. Hierbei wurden sowohl unterschiedli-
che Schneidkantenverrundungen rβ eingesetzt, als auch weitere Faktoren variiert, die
nach Kapitel 6 die Eigenspannungen beeinﬂussen. Ferner wurden ebenfalls einige
der nicht-signiﬁkanten Einﬂussgrößen variiert. Dabei wird überprüft, ob die Eigenspan-
nungstiefenverläufe das Ergebnis aus Kapitel 6.3 bestätigen. Die gewählten Variationen
der Faktorstufenkombinationen des klassischen Versuchsplans sind in Tabelle 7.1
aufgelistet. Hieraus resultieren insgesamt 28 Versuche ohne Wiederholungen. Die
Eigenspannungstiefenverläufe werden in Vorschub- und Vorschubnormalrichtung auf-
genommen. Aufgrund der beiden Ziele dieser Versuchsplanung ist eine Ermittlung der
Hauptrichtung der Eigenspannungen nicht notwendig.
Tabelle 7.1: Stufenwerte der Einstell- und Werkzeuggrößen zur Bestimmung von
Eigenspannungstiefenverläufen
Faktor Kürzel Variationsbreite Einheit
integrale Schnittgeschwindigkeit vc,m 10 - 200 m/min
Zahnvorschub fz 0,02 - 0,5 mm
Schnitttiefe ap 0,2 - 1,0 mm
Zeilenbreite br 0,1 - 0,9 mm
Vorschubrichtungswinkel λ 0 - 75 °
Kippwinkel τ 0 - 80 °
Schneidkantenverrundung rβ 4 - 60 µm
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7.2 Analyse der physikalischen Effekte
Neben dem Versuchsplan aus Tabelle 7.1 wurden weitere ausgewählte Eigenspan-
nungstiefenverläufe aus der Signiﬁkanzanalyse erstellt, sodass insgesamt 65 Eigen-
spannungstiefenverläufe verfügbar sind. Die Eigenspannungstiefenverläufe längs- und
quer zur Vorschubrichtung sind gemeinsam in Bild 7.2 dargestellt. Aufgrund der Struk-
tur des Versuchsplans werden die Tiefenverläufe nicht im Detail erläutert, sondern
nur die tendenzielle Einﬂüsse beschrieben. Ein Grund hierfür ist die hohe Varianz
der Eigenspannungsmessung (vgl. Bild 5.8), die eine mehrfache Wiederholung von
Untersuchungen nötig macht, um eindeutige Aussagen zu ermöglichen.


















65 Eigenspannungstiefenverläufe von 
Ti-6Al-4V nach dem Kugelkopffräsen
Ne/75933 © IFW
Prozess: Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 10 - 200 m/min Anstellwinkel l/t   = 0 - 80°c
Zahnvorschub  f   = 0,02 - 0,50 mm Werkzeug 1, 2 (r  = var.)z b 
Zeilenbreite b   = 0,10 - 0,90 mm Prozessstrategie Gleichlaufr
r = 4 µmb
r = 60 µmb
r = 30 µmb
-400
Bild 7.2: Eigenspannungstiefenverläufe von Ti-6Al-4V unter Variation der Einstell-
und Werkzeuggrößen
In Bild 7.2 weist keiner der Eigenspannungsverläufe Zugeigenspannungen an der Ober-
ﬂäche σoberﬂ. auf und bei nur 13 von 65 Tiefenverläufen existiert ein globales Minimum σg,
das höhere Druckeigenspannungen aufweist als an der Oberﬂäche (Rot gekennzeich-
net). Des Weiteren zeigt sich, dass die Schneidkantenverrundung rβ einen signiﬁkanten
Einﬂuss auf den Eigenspannungstiefenverlauf besitzt. Dies ist durch die markierten
Graphen in Bild 7.2 angedeutet. Höhere Schneidkantenverrundungen rβ führen zu
höheren Druckeigenspannungen und verschieben das Eigenspannungsproﬁl in größere
Tiefen. Diese Ergebnisse bestätigen die Erkenntnisse von Altmüller [Alt00], Özel und
Ulutan [Öze12] und widerlegen die simulativen Ergebnisse von Abboud et al. [Abb13].
Die anderen variierten Faktoren aus Tabelle 7.1 zeigen einen deutlich geringeren Ein-
ﬂuss auf den Tiefenverlauf, was den Ergebnissen der Signiﬁkanzanalyse entspricht.
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Damit wurde analog zu der Signiﬁkanzanalyse aus Kapitel 6.3 die hohe Wichtigkeit
der Werkzeugmikrogeometrie bestätigt und das erste Ziel dieser Versuchsplanung ist
erreicht.
Das zweite Ziel der Versuchsplanung, eine generelle Tendenz der Eigenspannungs-
tiefenverläufe zu identiﬁzieren, ist ebenfalls erfüllt. Die blauen Graphen aus Bild 7.2
entsprechen dem Fall 1 aus Bild 7.1. Daraus folgt, dass in den meisten Fällen direkte
thermische Effekte vernachlässigbar sind. Der Grund dafür ist, dass reine Druckeigen-
spannungen nach der Zerspanung nur mechanisch bedingt sein können. Thermisch-
bedingte Druckeigenspannungen resultieren z. B. durch das Abschrecken von Bauteilen,
bei dem der wärmere Kern durch die kältere Oberﬂäche plastisch komprimiert wird (vgl.
Kapitel 6.3). Eine lokale, oberﬂächennahe Werkstückerwärmung, was der Werkstücker-
wärmung bei der Zerspanung entspricht, kann nur zu Zugeigenspannungen führen
[Bri82b, Bre11b], was bei den blauen Tiefenverläufen in Bild 7.2 nicht der Fall ist.
Ferner zeigen sowohl die Erkenntnisse der Signiﬁkanzanalyse, als auch die Ergebnisse
aus Bild 7.2, dass die Schnittgeschwindigkeit die Eigenspannungen kaum beeinﬂusst,
obwohl für gewöhnlich die Schnittgeschwindigkeit einen hohen Einﬂuss auf die Tempe-
ratur des Zerspanprozesses und somit für gewöhnlich den Eigenspannungstiefenverlauf
besitzt [Sch49, Pab08]. Daraus lässt sich schließen, dass auch indirekte thermische
Effekte weniger relevant sind als die direkten mechanischen Effekte. Es lässt sich fest-
halten: Die blauen Eigenspannungstiefenverläufe aus Bild 7.2 sind maßgeblich
ein Resultat von direkten mechanischen Effekten während der Zerspanung von
Ti-6Al-4V.
Die roten gekennzeichneten Eigenspannungstiefenverläufe aus Bild 7.2 zeigen ein
globales Minimum unterhalb der Oberﬂäche. Hierbei können sowohl direkte thermische
Effekte (Fall 2 ) als auch mechanische Effekte (Fall 4 ) für den Eigenspannungstiefen-
verlauf mit einem globalen Minimum verantwortlich sein. Ferner zeigt sich, dass hohe
Schneidkantenverrundungen rβ tendenziell das Auftreten eines globalen Minimums
begünstigen. Ebenfalls ist es möglich, dass durch die hohe Varianz der Eigenspan-
nungsmessungen die globalen Minima rein zufällig entstanden sein könnten und auf
die Messungenauigkeit bei der Röntgendiffraktometrie zurückzuführen sind. Aus die-
sem Grund und wegen der hohen Anzahl an Ergebnissen ohne globalem Minimum,
stellt sich wissenschaftlich die Frage, ob die Eigenspannungen überhaupt durch direkte
thermische Effekte bei der Zerspanung von Titan beeinflusst werden.
7.2.1 Thermische Einflüsse
Theoretische Betrachtung des direkten thermischen Einflusses auf die Eigen-
spannungen
Um diese Frage zu beantworten, wird im Folgenden ein vereinfachtes, analytisches
Modell aufgestellt. Das Model gibt die minimale Temperatur an, ab der Eigenspannun-
gen durch thermisch bedingte, plastische Deformation (direkte thermische Effekte),
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entstehen können. Das Ziel dieses Modells ist es, nicht die thermische Werkstückbe-
lastung während der Zerspanung abzubilden, sondern ein Verständnis zu entwickeln,
unter welchen Bedingungen direkte thermische Effekte die Eigenspannungen überhaupt
beeinﬂussen können.
Um dieses Ziel zu erreichen, wird ein homogenes, isotropes Werkstück betrachtet, mit
einem erwärmten Bereich des Werkstücks der Temperatur T1, dargestellt in Bild 7.3.
Vereinfacht ﬁndet keine Wärmeleitung zwischen diesem Bereich und den umgebenen



















Bild 7.3: Nebenbedingungen des analytisch-thermischen Eigenspannungsmodells
In dem Modell werden Scherspannungen vernachlässigt. Der umliegende Werkstoff mit
der Temperatur T0 ist starr und der Temperaturgradient zwischen T0 und T1 ist unendlich
hoch. Wird nun die Temperatur T1 erhöht, dehnt sich der Bereich aus und induziert
Druckspannungen σxx und σyy aufgrund der unterbundenen Ausdehnung ε. Die positive
thermische Expansion wird durch negative mechanische Spannung ausgeglichen, es
gilt
εxx = εyy = 0 ⇒ εtherm = −εmech. (7.1)
Durch die freie Oberﬂäche resultiert analog zum Zerspanprozess ein ebenener Span-
nungszustand (σzz = 0), der in beiden Richtungen symmetrisch ist. Im elastischen


















αT · (T1 − T0)αT · (T1 − T0)
αT · (T1 − T0)

. (7.2)
Dabei gilt es zu beachten, dass der Wärmeausdehnungskoefﬁzient αT und das E-Modul
E eine Funktion der Temperatur sind, während die Poissonszahl ν temperaturunabhän-
gig ist. Wird Gleichung 7.1 in Gleichung 7.2 eingesetzt, ergibt sich
σyy = ν · σxx − E(T ) · αT · (T1 − T0) (7.3)
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und mit σxx = σyy und Verwendung der Gestaltänderungsenergiehypothese nach Mises
ergibt sich die Vergleichsspannung zu
σV(T1) = −E(T ) · αT (T1 − T0)(1− ν) . (7.4)
Durch die Erhöhung der Temperatur erhöht sich ebenfalls die mechanische Vergleichs-
spannung mit negativem Vorzeichen. Beim Überschreiten der Elastizitätsgrenze wird
der Werkstoff plastisch deformiert und nach Temperaturkompensation verbleiben Zug-
eigenspannungen. Streng genommen müsste als plastische Deformationsgrenze im
erwärmten Bereich mit T1 die Stauchgrenze σp0,2 verwendet werden. Jedoch ist bei
den meisten metallischen Werkstoffen die Dehngrenze Rp0,2 mit der Stauchgrenze
σp0,2 vergleichbar [Wit13]. Somit wird im vorliegenden Modell die Dehngrenze Rp0,2
vereinfacht als Schwelle zum Beginn der plastischen Deformation verwendet. Daher ist
die Temperaturgrenze, bei der thermisch bedingte Eigenspannungen auftreten können,
abhängig von der mechanischen Vergleichsspannung σV(T ) im erwärmten Bereich T1
und der Dehngrenze Rp0,2(T ) als Funktion der Temperatur. Es gilt
σV(T ) ≥ Rp0,2(T ). (7.5)
Ist Gleichung 7.5 erfüllt, können thermisch bedingte Eigenspannungen entstehen. Die
Werkstoffparameter als Funktion der Temperatur für die Werkstoffe Ti-6Al-4V, C45 und
Al7075 wurden der Datenbasis der Software Deform in der Version 10.2.1 entnommen.
Damit wurde die Vergleichsspannung aus Gleichung 7.4 berechnet und schließlich mit
der Dehngrenze Rp0,2(T ) verglichen. Aufgrund des häuﬁg verwendeten Johnson-Cook
Materialmodells in der Software Deform, ist eine genaue Kenntnis der oben genannten
Werkstoffparameter in Abhängigkeit der Temperatur erforderlich, sodass ebenfalls von
einer ausreichend hohen Genauigkeit der Werkstoffparameter für das hergeleitete
Modell ausgegangen werden kann. Das Ergebnis der Spannungen in Abhängigkeit der
Temperatur ist in Bild 7.4 dargestellt.
Es zeigt sich, dass für steigende Temperaturen die Vergleichsspannung steigt, jedoch
für die untersuchten Werkstoffe mit unterschiedlichen Gradienten. Die kritischen Tempe-
raturen, bei denen sich die Vergleichsspannungskurve mit der Kurve der Dehngrenze
schneidet, betragen Tkrit,Ti64 = 480 ◦C, Tkrit,Al = 220 ◦C und Tkrit,C45 = 87 ◦C. Aufgrund
des geringen E-Moduls, der geringen Wärmeleitfähigkeit, jedoch gleichzeitig hohen
Warmfestigkeit von Ti-6Al-4V, ist der Schnittpunkt bei deutlich höheren Temperaturen
als bei den anderen beiden Werkstoffen. Die berechnete, kritische Temperatur von
480 ◦C stimmt etwa mit den theoretischen Überlegungen von Franz überein, der eine
Temperatur von ≈ 400 ◦C angibt, bei der thermisch bedingte Zugeigenspannungen
nach der Titanbearbeitung auftreten können, ohne dieses jedoch schlüssig herzuleiten
[Fra79, S.35]. Der Vergütungsstahl C45 besitzt ohne Wärmebehandlung eine geringe-
re Dehngrenze als Al7075 bei gleichzeitig hohem E-Modul, weshalb die theoretische
Temperatur, bei der Eigenspannungen auftreten könnten, mit 87 ◦C sehr gering ist.
Diese geringen Temperaturen sind durch die vereinfachten Annahmen im Modell begrün-
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Bild 7.4: Theoretisches, unteres Temperaturlimit für das Auftreten Eigenspannungen
durch direkte thermische Effekte
det. Durch die Annahmen eines unendlich hohen Temperaturgradienten zwischen T0
und T1, dem starren umgebenden Werkstoff mit der Temperatur T0 sowie der Vernach-
lässigung der Scherspannungen, sind die errechneten, kritischen Temperaturen Tkrit
als minimale Grenzen anzusehen, ab der Eigenspannungen durch direkte thermische
Effekte auftreten können.
Somit ist anzunehmen, dass in der Realität die kritischen Temperaturen Tkrit höher sein
werden, als bei dem hergeleiteten Modell. Jedoch wird die geringe Grenztemperatur
von C45 Tkrit,C45 von dem Berechnungsansatz von Syren bestätigt, der ebenfalls die
Gestaltänderungsenergiehypothese verwendet und die theoretische Temperatur beim
Auftreten von thermischen Eigenspannungen bei C45 zu ≈ 130 ◦C bestimmt [Syr77b].
Die theoretischen Betrachtungen zeigen den hohen Einﬂuss des Werkstoffmaterials
auf die Eigenspannungsausprägung, was derzeit in der Literatur nur unzureichend
berücksichtigt wird, wie in Kapitel 2.3.1 beschrieben. Im nächsten Schritt werden die
theoretisch ermittelten Zusammenhänge hinsichtlich des direkten thermischen Effekts
auf die Eigenspannungen experimentell validiert.
Experimentelle Validierung der kritischen Grenztemperatur Tkrit beim direkten
thermischen Effekt durch lokale Werkstückerwärmung mittels Laser
Im Folgenden wird das hergeleitete, analytische Modell aus Gleichung 7.4 validiert. Da-
bei ist es nicht das Ziel der experimentellen Untersuchung, die thermischen Verhältnisse
des Zerspanprozesses durch einen Laser nachzubilden. Beim Zerspanprozess tritt
immer eine Wechselwirkung zwischen den direkten mechanischen bzw. direkten und
indirekten thermischen Effekten auf. In diesem Teilkapitel wird lediglich der direkte ther-
mische Effekt betrachtet, der nach Bild 7.1 und 7.2 für den Fall 2 bei der Zerspanung
von Titan verantwortlich sein könnte.
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Zur Validierung des Modells eignet sich die lokale Erwärmung durch eine Laserquel-
le, weil damit der Modellaufbau und die deﬁnierten Nebenbedingungen in geeigneter
Weise berücksichtigt werden. Hierzu kommt ein diodengepumpter Faserlaser vom Typ
Laserline LDF400-650 mit einer Leistung von PL = 40W bis 688W und zwei Laser-
moden (Wellenlänge λL,1 = 940nm und λL,2 = 980nm, Verhältnis 50:50) zum Einsatz.
Der Laser wurde defokussiert, sodass ein Brennﬂeckdurchmesser von DL = 4mm
auf der Werkstückoberﬂäche entsteht. Somit ist gewährleistet, dass bei der späteren
Eigenspannungsmessung mit einem gekippten Kollimatordurchmesser DL = 2mm nur
das vom Laser beeinﬂusste Werkstoffvolumen berücksichtigt wird. Zur Variation der
Oberﬂächentemperatur wurde neben der Laserleistung PL ebenfalls die Einsatzzeit tL
zwischen 0,25 s und 3 s variiert. Zur Minimierung der Eigenspannugen aus vorherigen
Fertigungsprozessen wurden die Werkstücke aus Ti-6Al-4V, Al7075-T6 und unver-
gütetem C45 zunächst spannungsarmgeglüht. Neben der Wärmebehandlung unter
Vakuum wurde die Oberﬂäche der Ti-6Al-4V Probe elektrochemisch poliert, um etwaige
Einﬂüsse von Oxidation und somit verfälschten Phasendiagrammen bei der Eigenspan-
nungsbestimmung auszuschließen. Die Messung der Temperatur erfolgte mit einem
Einfarbenpyrometer vom Typ IP 140-MB7 der Fa. Impac, dessen Temperaturmess-
bereich von 100 ◦C bis 700 ◦C die theoretisch berechneten, kritischen Temperaturen
aus Bild 7.4 abdeckt. Der Messﬂeck des Einfarbenpyrometers wurde durch eine Optik
auf den Brennﬂeck des Faserlasers eingestellt. Wichtig für die Temperaturmessungen
mit einem Einfarbenpyrometers ist die korrekte Wahl des Emissionskoefﬁzienten ǫ,
der sich je nach Werkstoff unterscheidet. Die Emissionskoefﬁzienten wurden durch
die Erwärmung von gleichen Werkstücken in einem Ofen und gleichzeitiger Messung
eines Einfarbenpyrometers und eines Zweifarbenpyrometer vom Typ Impac IGAR 12-
LO-MB10 bestimmt. Das Zweifarbenpyrometer berechnet den Emissionskoefﬁzenten
durch zwei verschiedene Wellenlängen, konnte jedoch aufgrund des unpassenden
Temperaturbereichs von 300 ◦C bis 1.000 ◦C nicht direkt eingesetzt werden. Die be-
stimmten Emissionskoefﬁzienten sind in Tabelle 7.2 aufgelistet und werden für alle
Temperaturen als konstant angenommen. Zwar ist bekannt, dass Emissionskoefﬁzien-
ten ebenfalls temperaturabhängig sind, jedoch wird der Fehler geringer eingeschätzt,
als die Vereinfachungen aus dem Modell in Gleichung 7.4.
Tabelle 7.2: Bestimmte Emissionskoefﬁzienten für unterschiedliche Werkstoffe
Titan 6Al-4V Aluminium 7075-T6 unvergüteter Stahl C45
ǫTi64 = 0,42 ǫAl = 0,21 ǫC45 = 0,88
Die gemessenen, oberﬂächennahen Eigenspannungen aller drei Werkstoffe sind in Bild
7.4 über die gemessene Temperatur aufgetragen. Ferner sind die kritischen Tempe-
raturen aus Gleichung 7.4 und 7.5 als vertikale Linien in Bild 7.4 dargestellt. Mit den
eingezeichneten Trendlinien ist die gleiche Tendenz und Reihenfolge der Werkstoffe
zu erkennen, wie theoretisch vorhergesagt. Bei unvergütetem C45 entstehen Zugei-
genspannungen ab einer Temperatur von ca. 200 ◦C (Tkrit,C45 = 87 ◦C), bei Aluminium
7075 ab ca. 300 ◦C (Tkrit,Al = 220 ◦C) und bei Ti-6Al-4V ab ca. 600 ◦C (Tkrit,Ti64 = 480 ◦C).
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Die Ergebnisse bestätigen die Aussage von Scholtes, der eine Temperaturdifferenz von
110 ◦C für Ck45 angibt, bei der thermisch bedingte Eigenspannungen auftreten können
[Sch90, S.202]. Aufgrund der hohen Reﬂexionsneigung des Aluminiums konnten nur
Temperaturen von bis zu 375 ◦C mit maximaler Laserleistung realisiert werden. Die Tem-
peraturwerte von Ti-6Al-4V schwanken im Bereich um 450 ◦C, was auf die veränderten
Lasereinsatzzeiten tL und somit auf den veränderten Leistungseintrag und Tempera-
turgradienten in die Werkstückoberﬂäche zurückzuführen ist. Es lässt sich festhalten,
dass die realen Temperaturen, ab denen thermisch bedingte Zugeigenspannungen
auftreten, höher sind, als die mit Gleichung 7.4 und 7.5 berechneten. Somit ist das
analytische Modell geeignet, um die minimalen Temperaturen anzugeben, ab de-
nen Eigenspannungen durch den direkten thermischen Effekt auftreten können.
Einstellgrößen Laser
Leistung Laser P   = 30 - 688 WL
Zeitintervalle Laser t   = 0,25 - 3,0 sL
Durchm. Laserfokus  D   = 4 mmL
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Bild 7.5: Oberﬂächennahe Eigenspannungen nach lokaler Erwärmung mittels Laser
Theoretische Betrachtung derWerkstücktemperatur durch den Zerspanprozess
Im Rahmen der Arbeiten im SFB 871 wurden ebenfalls die Bauteiltemperaturen während
der Zerspanung mittels Thermoelementen und Pyrometrie [Den14b] aufgenommen. Da-
bei ist der Abstand zwischen der Position des Sensors und der generierten Oberﬂäche
von entscheidender Bedeutung. Die Thermoelemente konnten auf ca. 0,1mm unter
der generierten Oberﬂäche positioniert werden. Hierbei liegen die maximal ermittelten
Bauteiltemperaturen bei ca. 60 ◦C. Zwar wäre eine Interpolation der Messdaten zur
eigentlichen Oberﬂäche denkbar, jedoch ist diese Methode aufgrund des hohen Tempe-
raturgradienten in der Randzone sehr fehlerbehaftet [Rah11, Bra08]. Die Pyrometrie
wurde beim Drehen von Titan eingesetzt, indem der Sensor im Werkzeughalter positio-
niert wurde und damit die Bauteiltemperatur kurz nach der Spanabnahme gemessen
werden konnte. Der genaue experimentelle Aufbau ist in [Den14b] beschrieben. Dabei
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wurden Temperaturen von maximal 270 ◦C gemessen, 1,4 µs nach der Spanabnahme.
Beide experimentellen Methoden zur Bestimmung der Bauteiltemperaturen sind sehr
fehleranfällig. Dennoch wurden Temperaturen ermittelt, die deutlich unterhalb der theo-
retisch ermittelten Grenztemperatur von Tkrit,Ti64 = 480 ◦C liegen. Gleichzeitig ist aus der
Literatur bekannt, dass die Werkzeugtemperatur bei der Zerspanung von Titan 1.000 ◦C
übersteigen kann [Uga12, Arm10]. Franz erwähnt Temperaturen in der Kontaktzone bei
der Titanzerspanung von ca. 800 ◦C bis 1.100 ◦C [Fra79]. Aufgrund der fehleranfälligen,
experimentellen Bestimmung der Bauteiltemperatur, wird im Folgenden eine theoreti-
sche Betrachtung der Bauteiltemperatur und des Temperaturgradienten herangezogen,
die auf den Erkenntnissen von Altmüller basiert [Alt00]. Das Ziel ist es herauszuﬁnden,
ob der direkte thermische Effekt auf die Eigenspannungen vernachlässigbar ist. Der An-
satz des Modells ist schematisch in Bild 7.6 dargestellt. Hierbei wird angenommen, dass
die wichtigste Wärmequelle für das Bauteil die Freiﬂächenreibung im Bereich der tertiäre
Scherzone ist. Diese Annahme ist zwar näherungsweise gültig, vgl. Kapitel 2.3.3, jedoch
werden aufgrund dieser Vereinfachung die modellierten Temperaturwerte unterhalb der



















Bild 7.6: Kontaktzone zwischen Schneide und Werkstück nach [Alt00]
Zur Berechnung der Bauteiltemperatur nach Altmüller wird ein Gleichgewichtsmodell
angenommen, bei dem die eingebrachte Energie in Form von Kraft und Geschwindig-
keit gleich der Reibenergie im Bauteil ist [Alt00]. Bei diesem Modell werden folgende
Annahmen getroffen:
• Es gelten orthogonale Zerspanbedingungen
• Die Werkstoffeigenschaften sind temperaturunabhängig
• Es ﬁndet keine Konvektion oder Wärmestrahlung statt
• Das Werkstück ist eine halbunendliche Platte mit einer oberﬂächennahen Wärme-
belastung ohne innere Wärmequellen
• Die Wärmeleitung ins Werkstück erfolgt direkt ohne Wärmeübergangswiderstand
Der Zerspanprozess wird durch diese Vereinfachungen stark abstrahiert, was jedoch im
Hinblick auf das Ziel dieses Teilkapitels akzeptabel ist. Altmüller löst mit diesen Neben-
bedingungen die Differentialgleichung der Fourierschen Wärmeleitung und berechnet
die Werkstücktemperatur zu
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T (z, t) = TUmgebung+
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Dabei ist F ′c,r der Reibanteil der bezogenen Schnittkraft im Bereich der Mindestspanungs-
dicke hmin und lα ist die Kontaktlänge zwischen dem Werkstück und dem Werkzeug im
Bereich der Freiﬂächenreibung. Die Indizes geben die jeweiligen Werte der Dichte ρ,
der Wärmeleitfähigkeit λ und der mittleren Wärmekapazität ccp vom Titanwerkstück (Ti)
und dem Hartmetall (Hm) an. Die Abkürzung „erf“ steht für die Error-Funktion. Auf die
Herleitung und die verwendeten Werte der Gleichung 7.6 sei auf Altmüller verwiesen
[Alt00, S.53ff].
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Bild 7.7: Ergebnisse der Temperaturverläufe im Werkstück nach Modell aus [Alt00]
Die Ergebnisse der Bauteiltemperaturen unter Anwendung von Gleichung 7.6 für die
Werkstoffe Ti-6Al-4V, C45 und Al7075 sind in Bild 7.7 dargestellt. Im linken Diagramm
wurde eine für Titan gewöhnliche Schnittgeschwindigkeit von vc = 60m/min und eine
Schneidkantenverrundung von rβ = 15µm gewählt. Bei Ti-6Al-4V und bei Al7075 sind die
Temperaturen an der Bauteiloberﬂäche noch unterhalb von Tkrit,Ti64 bzw. Tkrit,Al. Lediglich
die Grenztemperatur von C45 wird überschritten, sodass ein direkter thermischer
Effekt im Bereich bis z ≈ 10 µm zu erwarten ist. Da Aluminium in der Praxis bei
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deutlich höheren Schnittgeschwindigkeiten bearbeitet wird, ist im linken Diagramm
von Bild 7.7 zur Vollständigkeit auch die Temperaturverteilung für vc = 1.500m/min
angegeben. Bei dieser Schnittgeschwindigkeit wäre ein direkter thermischer Effekt auf
die Eigenspannungen des Aluminiumwerkstücks zu erwarten.
Werden Schnittgeschwindigkeit und Schneidkantenradius erhöht, so verringert sich die
Kontaktzeit zwischen Werkstück und Werkzeug bei gleichzeitig erhöhter Reibung durch
die erhöhte Kontaktlänge lα, dargestellt im rechten Diagramm von Bild 7.7. Aufgrund der
schlechten Wärmeleitfähigkeit von Titan ist die Temperatur an der Werkstückoberﬂäche
zwar höher als bei C45 oder Al7075, jedoch sinkt die Temperatur in der Tiefe z deutlich
schneller ab. In diesem theoretisch betrachteten Fall würden die Eigenspannungen des
Titanwerkstücks bis in einer Tiefe von ca. z ≈ 5 µm durch den direkten thermischen
Effekt beeinﬂusst werden, wodurch Zugeigenspannungen entstehen würden. Dieser
Wert entspricht etwa der Informationstiefe z0 durch den Röntgenstrahl, sodass ein
globales Minimum nicht detektierbar wäre, selbst bei den für Titan sehr hoch gewählten
Werten von vc = 250m/min bzw. rβ = 60µm. Zwar ist das Modell aus Gleichung
7.6, ebenso wie das Modell aus Gleichung 7.4, ein stark vereinfachtes, theoretisches
Konstrukt, jedoch lassen sich dennoch folgende Punkte festhalten:
• Ein Großteil der Eigenspannungstiefenverläufe nach der Zerspanung von Titan
sind vergleichbar mit dem aus Bild 7.1 beschriebenen Fall 1 , bei dem der direkte
thermische Effekt ausgeschlossen werden kann.
• Die Angaben aus der Literatur [Gey02, Sun09, Rao11, Fra79] und die Messda-
ten aus Kapitel 6 und 7 zeigen, dass nach der Titanzerspanung maßgeblich
Druckeigenspannungen vorliegen, was auf einen mechanischen Effekt schließen
lässt.
• Nach Angaben der Literatur ist die thermische Werkstückbelastung während der
Zerspanung von Titan gering [Pit11, Asp13, Su12, Rah11, Fra79].
• Es werden generell für Titan nur geringe Schnittgeschwindigkeiten verwendet,
was ebenfalls auf eine geringe thermische Belastung der Randzone schließen
lässt.
• Aufgrund der schlechten Wärmeleitfähigkeit von Titan weist die Temperaturvertei-
lung einen steilen Gradienten auf. Es wurde eine theoretische Beeinﬂussungstiefe
von maximal z ≈ 5 µm bestimmt.
Aus diesen Gründen ist es wahrscheinlicher, dass die globalen Minima der Eigenspan-
nungstiefenverläufe, siehe Bild 7.2, durch direkte mechanische Effekte (Fall 4 , Bild
7.1) verursacht werden statt durch direkte thermische Effekte (Fall 2 ). Für diese Arbeit
werden daher die direkten thermischen Effekte nicht weiter betrachtet.
7.2.2 Mechanische Einflüsse
Im letzten Kapitel wurde gezeigt, dass der direkte thermische Effekt bei der Ausprägung
der Eigenspannungen unwahrscheinlich ist. Daraus folgt, dass die Eigenspannungen
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maßgeblich durch den indirekten thermischen Effekt und den direkten mechanischen
Effekt festgelegt werden. Der indirekt thermische Effekt ist auf die Veränderung der
mechanischen Eigenschaften zurückzuführen und ist weniger dominant als der direkte
mechanische Effekt, vgl. Bild 7.1.
Für beide Effekte ist die Prozesskraft eine wichtige Kenngröße. Jedoch können die
Prozesskräfte alleine nicht die Effekte auf die Eigenspannungsentstehung erklären.
Dies ist in Bild 7.8 verdeutlicht, bei dem die oberﬂächennahen Eigenspannungen in



















Rekonturierung von Ti-6Al-4V durch Kugelkopffräsen  
Zahnvorschub  f   = 0,10 - 0,40 mm Vorschubr.winkel l  = 15 - 60°z
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Schnitttiefe a   = 0,02 - 0,60 mm Frässtrategien:  Gegen/Gleichlaufp
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Bild 7.8: Korrelation zwischen Eigenspannungen und Prozesskräften
Hierbei wurden, mit Ausnahme der Schnitttiefe ap, die sich durch die Gestalt der
Schweißnaht automatisch ändert, nur jene Einﬂussgrößen variiert, welche die Eigen-
spannungen gemäß Kapitel 6.3 signiﬁkant beeinﬂussen. Es zeigt sich für die oberﬂä-
chennahen Eigenspannungen keine Korrelation mit den Prozesskräften. Insbesondere
bei der Betrachtung der Eigenspannungen nach der Rekonturierung aus Bild 6.4 wird
deutlich, dass es keinen direkten Zusammenhang zwischen Eigenspannungen und Pro-
zesskräften geben kann. Die Eigenspannungen aus Bild 6.4 sind quer zur Schweißnaht
konstant, jedoch steigen die Prozesskräfte an, bedingt durch die Schweißnahtgeo-
metrie und der damit einhergehenden Erhöhung der Schnitttiefe ap. Somit gilt: Die
Prozesskräfte sind keine geeignete Kenngröße für die Beschreibung der Eigen-
spannungsentstehung bei der Rekonturierung.
Das Prinzip der oberflächengenerierenden Kräfte
In Kapitel 4.3 wurde der BegriffOberflächengeneration eingeführt, der die Spanungsgrö-
ßen (Spanungsdicke h, Spanungsbreite b, etc.) und die Kinematik des Fräsprozesses
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auf die ﬁnale Oberﬂäche bezieht. Werden nur jene Spanungsgrößen berücksichtigt,
die während der Oberﬂächengeneration wirken, so lassen sich die dazugehörigen
Prozesskräfte berechnen. Diese Kräfte werden im Folgenden oberflächengenerierende
Kräfte genannt. Wie bei dem Begriff Oberﬂächengeneration aus Kapitel 4.3, ist auch
dieser Begriff unscharf, weil streng genommen Kräfte keine Oberﬂächen generieren
können. Somit müsste der Begriff korrekterweise lauten: „wirkende Prozesskräfte bezo-
gen auf die ﬁnale Oberﬂäche“. Für diese Arbeit wird im Folgenden dennoch der Begriff
„oberﬂächengenerierende Kräfte“ aufgrund der kompakten Beschreibung verwendet.
Die oberﬂächengenerierenden Kräfte sind eine geeignete Methodik zur Beschreibung
der mechanischen Werkstückbelastung, was das Ziel dieses Teilkapitels ist. Der Grund
ist, dass sich die oberﬂächengenerierenden Kräfte immer auf eine deﬁnierte Fläche
beziehen, womit der Begriff ebenfalls die oberﬂächengenerierenden Spannungen ein-
schließt, die während des Zeitschritts i auf der ﬁnalen Oberﬂäche wirken. Diese ﬁnale




























Bild 7.9: Oberﬂächengeneration beim Kugelkopffräsen und bei anderen Fertigungs-
prozessen
In Bild 7.9(A) ist der Spanungsquerschnitt angedeutet, der während des Zeitschnritt i
die Prozesskräfte verursacht (Grün + Rot). Der für die oberﬂächengenerierenden Kräfte
verantwortlicher Spanungsquerschnitt liegt nur im grünen Bereich und ist in Kontakt mit
der ﬁnalen Oberﬂäche. Das Prinzip der oberﬂächengenerierenden Kräfte ist ebenfalls
auf andere Fräs- Bohr- und Drehprozesse übertragbar, wenn die ﬁnale Oberﬂäche durch
sukzessive Schnitte entsteht, siehe Bild 7.9(B). Lediglich beim Orthogonaleinstechdre-
hen und Hobeln sind die Prozesskräfte gleichzeitig die oberﬂächengenerierenden Kräfte.
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Aufgrund der Allgemeingültigkeit dieses Ansatzes wird folgende Arbeitshypothese auf-
gestellt: Die oberflächengenerierenden Kräfte sind eine geeignete Kenngröße zur
Beschreibung der Eigenspannungen.
Wenn diese Arbeitshypothese korrekt ist, dann muss insbesondere für das Kugelkopf-
fräsen die deutlich geringere Spanungsdicke h im Bereich der Oberﬂächengeneration
berücksichtigt werden, vgl. Bild 4.2 und Kapitel 4.3. Die Spanungsdicke h resultiert durch
den kleinen Einstellwinkel κ, der die Orientierung und Skalierung des Spanungsquer-
schnitts h festlegt. Eine lineare Skalierung der Prozesskräfte auf die oberﬂächengenerie-
renden Kräfte ist aufgrund des nichtlinearen Einﬂusses der Schneidkantenverrundung
nicht möglich [Alb60, Kie52]. Deutlich wird dies bei Betrachtung der Ansichten A-A und
B-B aus Bild 7.9(A), deren Orthogonalebenen für einen bestimmten Eingriffswinkel ϕ in
Bild 7.10 dargestellt sind.
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Bild 7.10: Oberﬂächengenerierende Kräfte: Unterschiedliche Spanungsquerschnitte
in Abhängigkeit des Einstellwinkels κ
Unter der Annahme einer konstanten Keilgeometrie über den Kugelbereich des Fräsers,
ist links die nicht-oberﬂächengenerierende Spanungsdicke h im Schnitt A-A darge-
stellt, rechts im Schnitt B-B die verringerte, oberﬂächengenerierende Spanungsdicke
h. Es wird deutlich, dass die Schneidkantenverrundung rβ im rechten Fall die Kräfte
stärker beeinﬂussen wird, als im linken Fall. Dies wird gestützt durch die Erkenntnis
der Signiﬁkanzanalyse (Kapitel 6.3), dass die Schneidkantenverrundung die wichtigste
Einﬂussgröße auf die Eigenspannung nach dem Kugelkopffräsen ist. Es lässt sich
festhalten: Die oberflächengenerierenden Spanungsdicken sind beim Kugelkopf-
fräsen sehr klein, sodass ebenfalls Skalierungseffekte durch die Schneidkanten-
mikrogeometrie berücksichtigt werden müssen.
Erläuterung der bisherigen Ergebnisse zur Eigenspannungsentstehung mit Hilfe
der oberflächengenerierenden Kräfte
Ist die oben genannte Arbeitshypothese korrekt, so lassen sich die Ergebnisse aus
Kapitel 6.3 und 7.2 mit Hilfe der oberﬂächengenerierenden Kräfte erklären. Beispiels-
weise wurde gezeigt, dass die Eigenspannungstiefenverläufe (Bild 7.2) maßgeblich
durch die Schneidkantenverrundung rβ beeinﬂusst werden. Dies ist kongruent mit dem
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Zwischenfazit des letzten Abschnitts. Ferner wurde gezeigt, dass die Schnittgeschwin-
digkeit vc die Eigenspannungen bei der Titanbearbeitung kaum beeinﬂusst. Der Grund
dafür ist der nachweislich geringe Einﬂuss des direkten thermischen Effekts auf die
Eigenspannungen, was in Kapitel 7.2.1 thematisiert wurde. Gleichzeitig beeinﬂusst die
Schnittgeschwindigkeit nur im geringen Maße die oberﬂächengenerierenden Kräfte,
sodass auch dieser Zusammenhang kongruent mit der Arbeitshypothese ist.
Bei unterschiedlichen Schnitttiefen ap, z. B. während der Rekonturierung einer Schweiß-
naht, bleiben die oberﬂächengenerierenden Kräfte konstant und somit beeinﬂusst diese
Einstellgröße weder die oberﬂächengenerierenden Kräfte, noch die Eigenspannungen
(vgl. Bild 6.5). Die Einstellgrößen Zahnvorschub fz, Schnittbreite br und die Anstellwinkel
λ und τ beeinﬂussen die Kinematik und somit die Topographie des Prozesses, was auch
die oberﬂächengenerierenden Kräfte und somit die Eigenspannungen beeinﬂusst.
Insbesondere der nicht-signiﬁkante Effekt des Spanwinkels γ überrascht aufgrund des
nachweislich hohen Einﬂusses auf die primäre Scherzone. Dadurch erhöhten sich die
plastischen Verformungen, nachgewiesen unter anderem von Tönshoff [Tön66, S.68ff],
Kaczmarek [Kac66] oder Guo et al. [Guo11]. Aus Bild 7.10 wird jedoch ersichtlich, dass
die Spanungsdicke h bei der Betrachtung der Oberﬂächengeneration sehr geringe Werte
unterhalb des Schneidkantenradius rβ annehmen kann, sodass die primäre Scherzone
und der Spanﬂuss durch den effektiven Spanwinkel γeff statt dem nominellen Spanwinkel
γ festgelegt werden. Dies ist in den Untersuchungen aus Kapitel 6.3 der Fall gewesen,
bei dem die oberﬂächengenerierende Spanungsdicke Werte zwischen hmin = 3,8 µm und
hmax = 15,0 µm aufweist, was weniger ist als der Schneidkantenradius von rβ = 30µm.
Das Gleich- und Gegenlauffräsen beeinﬂusst nicht die Eigenspannungen, weil der
beteiligte Spanungsquerschnitt an der Oberﬂächengeneration in den meisten Fällen
kein Teilschnitt, sondern ein Vollschnitt mit ϕe < 0°und ϕa > 180°darstellt, vgl. Bild 4.2
und Bild 4.6.
Ferner lassen sich durch das Prinzip der oberﬂächengenerierende Kräfte eine Vielzahl
der widersprüchlichen Aussagen aus der Literatur erklären (vgl. Kapitel 2.3.1, Bild 2.11
und Bild 2.12). Als Beispiel sei der hohe Einﬂuss des Fertigungsverfahrens auf die
Eigenspannungen genannt, sodass die Erkenntnisse nur selten allgemeingültig über-
tragbar sind. Eine Begründung ist, dass die oberﬂächengenerierende Spanungsdicke
maßgeblich durch die Schneidenkinematik und die ﬁnale Oberﬂäche festgelegt wird,
was sich bei den Fertigungsverfahren naturgemäß unterscheidet. Prozessübergreifend
wurde in Bild 2.12 festgestellt, dass die Schnitttiefe ap in den meisten Fällen die Eigen-
spannungen nicht beeinﬂusst. Auch dies ist kongruent zur Arbeitshypothese, weil die
oberﬂächengenerierenden Kräfte nicht durch die Schnitttiefe ap beeinﬂusst werden.
Es sei an dieser Stelle erwähnt, dass in der Literatur Ansätze existieren, die entfernt
vergleichbar mit dem Prinzip der oberﬂächengenerierenden Kräften sind. Diese Ansätze
sind jedoch immer nur auf den jeweiligen Anwendungsfall, wie Planfräsen [LG09],
Außenlängsdrehen [Val12], Plandrehen [Den14a] etc. beschränkt. Das hier vorgestellte
Prinzip der oberﬂächengenerierende Kräfte vereint die Methoden und Ansätze aus der
Literatur und ist somit allgemeingültig auf alle komplexen Fertigungsprozesse, auch der
Rekonturierung durch Kugelkopffräser, übertragbar.
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Es lässt sich festhalten, dass die direkten thermischen Effekte bei der Eigenspannungs-
entstehung unwahrscheinlich sind und somit die Eigenspannungen maßgeblich durch
mechanische Effekte bestimmt werden. Die mechanischen Effekte werden größten-
teils durch das Prinzip der oberﬂächengenerierenden Kräften abgedeckt. Somit ist das
zweite Teilziel dieser Arbeit im Kontext des Gesamtziels erreicht.
7.3 Modellierung der mechanischen Werkstückbelastung
Zur Vorhersage der Werkstückbelastung durch die oberﬂächengenerierenden Prozess-
kräfte, müssen zunächst die Spanungsgrößen ermittelt werden, die bei der Oberﬂächen-
generation wirken. Im ersten Teil dieses Kapitels wird ein allgemeingültiger Ansatz für
die Berechnung von Spanungsgrößen unter Berücksichtigung von Skalierungseffekten
durch die Schneidkantenmikrogeometrie hergeleitet und mit gemessenen Prozess-
kräften validiert. Dies ist notwendig, weil die oberﬂächengenerierenden Prozesskräfte
messtechnisch nicht zu bestimmen sind. Im nächsten Schritt wird der Modellierungsan-
satz auf die Oberﬂächengeneration übertragen.
Berechnung von Spanungsgrößen
Wie in Kapitel 2.3.3 gezeigt, eignen sich zur Simulation der Prozesskräfte die etablierten,
mechanistischen Kraftmodelle mit den Spanungsgrößen b, h und Kraftkoefﬁzienten
k in der Form F = f (b,h, k). Die Eingriffsverhältnisse bei der Rekonturierung sind
jedoch analytisch für beliebige Werkzeuggeometrien nicht mehr herleitbar. Aus diesem
Grund ist eine Materialabtragssimulation unter Berücksichtigung der realen trochoida-
len Kinematik notwendig, aus der die Eingriffsverhältnisse und die Spanungsgrößen
abgeleitet werden müssen. Als Basis hierzu dient das am IFW entwickelte dexelbasierte
Materialabtragsprogramm CutS, das die reale Fräskinematik berücksichtigt und somit
geeignet ist [Den09]. Der Ansatz zur Berechnung der Spanungsgrößen ist im Folgenden
kurz erläutert, für eine detaillierte Beschreibung sei auf die Veröffentlichung [Böß13]
verwiesen.
Für den folgenden Ansatz zur Kraftberechnung wird nicht die Werkzeugschneide, son-
dern nur das geschnittene Volumen Vji betrachtet. Das geschnittene Volumen ist das
entfernte Material zwischen zwei Zeitschritten der Materialabtragssimulation, mit dem
Index i für den Zeitschritt und Index j für die Schneide, dargestellt in Bild 7.11(A). Der
Grund für diesen Ansatz ist einerseits die allgemeine Betrachtungsweise, die für alle
Fräsprozesse, auch der Rekonturierung, anwendbar ist und andererseits berücksichtigt
diese Methode ebenfalls die Oberﬂächengeneration.
Für die Abtragssimulation ist ein CAD-Werkzeugmodell notwendig, dessen Modellierung
in Kapitel 9 beschrieben wird. Zur Berechnung der Spanungsgrößen wird im ersten
Schritt das geschnittene Volumen Vji in k Schritten orthogonal zur Werkzeugachse ai
durch Ebenen Ek zu dVjik diskretisiert mit einem äquidistanten Abstand dz. Hierdurch
werden lokale Varianzen bei den Spanungsgrößen durch bspw. eine Schweißnaht
sowie der Helixwinkel des Werkzeugs für beliebige Anstellwinkel berücksichtigt. Die
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Bild 7.11: Diskretisierung des abgetragenen Werkstückvolumens Vji in dVjik und
Berechnung der Spanungsgrößen
Ebenen Ek schneiden die Dexel in dem Punkt PI, mit dem Dexel-Startpunkt Pdx,1 und
dem Dexel-Endpunkt Pdx,2, schematisch anhand eines Dexels in Bild 7.11(B) gezeigt.
Alle Schnittpunkte PI zwischen dem Dexelvektor
#»
u = Pdx ,1 − Pdx ,2 und der Ebenen Ek
berechnen sich zu







Der Vektor #»ω zeigt in Richtung eines Dexels und eines Basispunktes auf der Ebene









< 1 einen Schnittpunkt markiert. Im
Folgenden wird jedes Element des diskretisierten Volumens dVjik mit den jeweiligen
Schnittpunkten PI betrachtet, dargestellt als blaues, diskretes Volumen in Bild 7.11(C).
Zur Berechnung der Kräfte ist es notwendig, das dreidimensonale inﬁnitesimale Volumen
dVjik in die zweidimensonalen Spanungsgrößen h, db, dA zu überführen. Dies geschieht
durch eine zylindrische Transformation aller Schnittpunkte PI durch eine neue Ebene
Dk , gebildet durch die Werkzeugachse ai und dem Mittelwert aller Schnittpunkte PI im
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jeweiligen Element dVjik . Für eine genaue mathematische Herleitung sei auf [Böß13]
verwiesen. Die nach der Transformation ermittelten äußersten Punkte P1 bis P4, siehe





[|(P2 − P1)× (P3 − P1)| + |(P3 − P4)× (P4 − P2)|] . (7.8)




















für jedes Element dz berechnen lässt. Mit den Gleichungen 7.8 - 7.11 lässt sich der
Betrag der inﬁntisimalen Kraft an jedem Element dz berechnen, jedoch ist die Richtung
der Kraft aufgrund des fehlenden Eingriffswinkels ϕ unbekannt. Für die Bestimmung der
Kraftrichtung wurde ein allgemeingültiger Ansatz mit Kraft-Einheitsvektoren (Index „1“)
entwickelt. Für den Fall κ = 90°zeigt die inﬁnitesimale Tangentialkraft dFt,1 in Richtung
des Normalenvektors der Ebene Ek , die inﬁnitesimale Axialkraft dFa,1 in Richtung des
Achsvektors #»ai , wodurch sich die Richtung der inﬁnitesimale Radialkraft dFr,1 durch das
Kreuzprodukt ergibt. Das Koordinatensystem der Kraft-Einheitsvektoren ist in Bild 7.12
dargestellt.
Für jedes Element lässt sich der Einstellwinkel κ durch Gleichung 7.9 berechnen. Mit
einer Drehung des Koordinatensystems dFt,1, dFr,1 und dFa,1 um die inﬁnitesimale Tan-
gentialkraft dFt,1 um den Winkel π/2− κ, ergibt sich das korrekte Koordinatensystem
mit den Einheitskraftvektoren dFr ,1,rot , dFa,1,rot und dFt,1, schematisch dargestellt un-
ten rechts in Bild 7.12. Die Einheitsvektoren werden mit den Spanungsgrößen aus
Gleichung 7.8 - 7.11 multipliziert, wodurch sich diese Werte in jedes andere beliebige
Koordinatensystem durch Verwendung der Skalarprodukte berechnen lassen. Für den
Fall des Werkstück-Koordinatensystems lautet die Umrechnung

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Rotation der 
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Bild 7.12: Allgemeingültige Transformation der Kraftvektoren
Der gesamte Ablauf des hergeleiteten Ansatzes unter Verwendung der Gleichungen 7.7
bis 7.12 und den Bildern 7.11 und 7.12 ist in Bild 7.13 zusammengefasst1.
Der vektorielle Ansatz benötigt lediglich die aktuelle Werkzeugachse ai und das ab-
getragene Werkstückvolumen Vji , das anschließend diskretisiert wird. Somit können
die komplexen Eingriffsverhältnisse bei der Rekonturierung berücksichtigt werden. Mit
dem diskretisierten Volumen werden die Stützpunkte P1 bis P4 des diskretisierten Spa-
nungsquerschnitts A berechnet. Aus P1 bis P4 werden die Spanungsgrößen κ, db und h
hergeleitet und mit gedrehten Kraft-Einheitsvektoren die Richtung der inﬁnitesimalen
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Bild 7.13: Zusammenfassung des vektoriellen Ansatzes zur Berechnung der Prozess-
kräfte unter Berücksichtigung der Oberﬂächengeneration
1Die jeweiligen Matlab-Programme *.m sind in Bild 7.13 ebenfalls angegeben und in der IFW-Matlab
Toolbox hinterlegt.
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Tabelle 7.3: Werkzeugbahnen zur Validierung, Werkzeug 1
Bahn-Nr. Schnitttiefe ap Zahnvorschub fz Anstellwinkel τ , λ Schnittart
1 0mm - 0,5mm 0,14mm −30°, 0° Frässchnitt
2 0,5mm 0,14mm −30°, 0° Frässchnitt
3 0,5mm 0,08mm 0°, −30° Bohrschnitt
4 0,5mm - 1,5mm 0,14mm −15°, −15° Bohrschnitt
5 1,5mm - 0,5mm 0,14mm 15°, 15° Ziehschnitt
6 0,5mm 0,30mm 0°, 30° Ziehschnitt
7 0,5mm 0,14mm 15°, −15° Bohrschnitt
8 0,5mm 0,14mm 30°, 0° Frässchnitt
9 0,5mm 0,14mm 15°, 15° Ziehschnitt
10 0,5mm 0,14mm 0°, 60° Ziehschnitt
11 0,5mm 0,14mm −30°, 0° Frässchnitt
Kräfte dFi festgelegt. Die Notwendigkeit dieses vektoriellen Ansatzes sind in der Be-
rücksichtigung der Oberﬂächengeneration begründet. Aufgrund der werkstückseitigen
Betrachtung mit dem vektoriellen Ansatz ist eine Berechnung der oberﬂächengenerie-
renden Kräfte einfach möglich. Dies wird am Ende dieses Kapitel erläutert. Im nächsten
Schritt wird der vektorielle Ansatz zunächst validiert.
Simulation der Prozesskräfte und Validierung
Zur Validierung des vektoriellen Ansatzes, werden die Prozesskräfte mit dem Modell von
Lee und Altintas prognostiziert, Gleichung 2.5, [Lee96, Alt01]. Die Gründe für diese Wahl
sind die weite Verbreitung des Kraftmodells und dessen allgemeine Akzeptanz sowie
der Aufbau des Modells mit der Addition des Scheranteils und des Reibanteils. Aufgrund
dieser beiden Terme ist es möglich, die Effekte der primären und tertiären Scherzone
(vgl. Bild 2.18) auf die Randzoneneigenschaften getrennt voneinander zu betrachten,
was später in Kapitel 8 angewendet wird. Die Kraftkoefﬁzienten werden nach dem
Verfahren in [Gra04] bestimmt. Zur Validierung des Ansatzes werden unterschiedliche



















Bild 7.14: Fräsgeometrie zur Validierung des vektoriellen Ansatzes
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Ziel des Aufbaus ist die Nachbildung von komplexen Eingriffsverhältnissen, wie bei der
Rekonturierung durch die sich mehrfach kreuzenden Werkzeugwege. Hierbei wird das
Werkzeug um 30°gegenüber der X-Achse angestellt um unterschiedliche Anstellwinkel,
incl. Bohr- (λ > 0°) und Ziehschnitt (λ < 0°), zu ermöglichen. Der Frässchnitt wird




Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var.c
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeug 1 (D  = 10 mm)z Wz 
Schnitttiefe  a   = var.  Schnittart var.p
Prozesszeit t












































Bild 7.15: Messung und Simulation von Prozesskräften mit den Einstellgrößen aus
Tabelle 7.3
Es zeigt sich, dass die Simulation qualitativ und quantitativ die Realität wiedergibt.
Lediglich bei den Bahnnummern 2 , 3 und 7 sind quantitative Abweichungen zu
erkennen. Dies ist durch den Bohrschnitt zu erklären, wodurch erhöhte Reibung und
Quetschungen resultieren und dies vom Kraftmodell nicht berücksichtigt wird. Wie zu
Beginn dieses Kapitels erwähnt, wird der Bohrschnitt in der Regel vermieden. Die
Abweichung der mittleren Prozesskräfte beim Bohr- und Frässchnitt liegt bei unter 5%.
Es lässt sich festhalten, dass die entwickelte, vektorielle Methodik zur Erfassung der
Spanungsgrößen und Simulation der Prozesskräfte geeignet ist.
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Angepasstes Kraftmodell für die Simulation mit kleinen Spanungsdicken
Auf den ersten Blick sind die Ergebnisse aus Bild 7.15 vielversprechend für die Simulati-
on der oberﬂächengenerierenden Prozesskräfte. Jedoch zeigt die kinematische Analyse
aus Bild 4.6, dass insbesondere bei der Oberﬂächengeneration sehr kleine Spanungsdi-
cken h resultieren. Somit ist es für die Simulation der oberﬂächengenerierenden Kräfte
notwendig, ein Modell auszuwählen, das insbesondere für kleine Spanungsdicken h
eine gute Prognosefähigkeit bietet. Die Kraftkoefﬁzienten für die Simulation aus Bild
7.15 wurden durch lineare Interpolation nach dem mechanistischen Ansatz von Gra-
dis˘ek [Gra04] ermittelt, bei dem ein Steg mit der Breite b = 1mm durch Kugelkopffräsen
zerspant wurde, mit Anstellwinkeln λ, τ , die einen orthogonalen Schnitt ermöglichten.
Der Versuchsaufbau ist rechts in Bild 7.16 skizziert.
Prozess: orthogonales Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t  = 58,6°, -28,7° c,m
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeug 1 (r = var.)z b 





















































Bild 7.16: Relative Abweichung zwischen Simulation und Messung mit dem Kraftmo-
dell aus [Alt01]
Mit den ermittelten Koefﬁzienten durch die Variation des Zahnvorschubs fz wurden die
Prozesskräfte mit dem Modell von Altintas [Alt01] mit den gleichen Zahnvorschüben si-
muliert und die relativen Abweichungen der Mittelwerte in Bild 7.16 aufgetragen. Es zeigt
sich, dass ab maximalen Spanungsdicken von h > 30 µm die relativen Abweichungen
bei ca. ±5% liegen, was innerhalb der Messungenauigkeiten der Kraftmessplattform
liegt, vgl. Kapitel 5.2.1. Es sei erwähnt, dass in der Validierungssimulation der Geo-
metrie aus Bild 7.14 der minimale Zahnvorschub im Ziehschnitt bei fz = 0,14mm liegt,
woraus eine maximale Spanungsdicke von hmax = 39µm resultiert. Bei einer weiteren
Reduktion der Spanungsdicken werden die prognostizierten Kräfte überschätzt, sodass
der relative Fehler auf bis zu −13% ansteigt und bei Extrapolation zu noch kleineren
Spanungsdicken ein Fehler von −20% zu erwarten ist.
Der Grund hierfür liegt im linearen Ansatz des Kraftmodells, schematisch dargestellt
in Bild 7.17. Die drei sogenannten Scherkoefﬁzienten kc,i werden durch den Gradi-
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Bild 7.17: Schematische Darstellung der Kraftmodelle aus [Alt01] und [Kie52]
enten der Kraft, aufgetragen über die Spanungsdicke h bzw. den Zahnvorschub fz,
berechnet, während die drei Reibkoefﬁzienten ke,i den Y-Achsenabschnitt bei h = 0mm
repräsentieren. Jedoch ist aus der Literatur bekannt, dass die Kraft degressiv ansteigt,
nachgewiesen von Kienzle [Kie52] und Albrecht [Alb60]. Somit lässt sich folgendes
Zwischenfazit ziehen: Das Kraftmodell von Altintas ist nicht geeignet für die Si-
mulation der oberflächengenerierenden Kräfte aufgrund des hohen Fehlers bei
kleinen Spanungsdicken.
Für die Vorhersage der mechanischen Werkstückbelastung anhand der Oberﬂächenge-
nerierung sind jedoch genau diese kleinen Spanungsdicken von hoher Relevanz und
somit wird im Folgenden ein neuer, verbesserter Modellansatz hergeleitet. Das Modell
von Kienzle ist prinzipiell geeigneter für die Vorhersage der oberﬂächengenerierenden
Kräfte, jedoch nutzt dieses Kraftmodell keine getrennte Betrachtung der Scherung und
Reibung, weshalb es nur bedingt für den Ansatz in Kapitel 8 geeignet ist. Der neue
Ansatz orientiert sich an den experimentellen Erkenntnissen von Albrecht, der die Ge-
samtkraft in einen Scher- und einen Ploughinganteil aufgeteilt hat, dargestellt in 7.18(A).
























neuer Ansatz für Kraftberechnung
Bild 7.18: (A) Kraftanteile nach Albrecht [Alb60]. (B) neuer Modellansatz
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den degressiven Kraftanstiegs verantwortlich ist und sich bei höheren Spanungsdicken
h ein linearer Verlauf einstellt [Alb60]. Das Verhältnis, ab dem die Ploughingkraft voll
ausgebildet ist, bezeichnet Albrecht mit λh,rβ = rβ/h.
Diese Erkenntnis wird für das neue Modell herangezogen, schematisch dargestellt in
Bild 7.18. Analog zum Modellansatz von Altintas ist der Scheranteil proportional zur
Spanungsdicke h, jedoch ist der Ploughinganteil bis zur Schneidkantenverrundung rβ
steigend und ab λh,rβ = rβ/h = 1 konstant. Mathematisch wird dies durch eine stückweise
deﬁnierte Funktion
f (h, rβ) =
{
g(h, rβ) h < rβ
1 h ≥ rβ
(7.13)
beschrieben. Für den Fall h ≥ rβ gilt f (h, rβ) = 1, was der voll ausgebildeten Ploughing-
kraft entspricht, ist das neue Kraftmodell mathematisch mit dem Ansatz von Altintas














{m ∈ R | m > 0 ∧ m 6= 0} (7.14)
verwendet. Die Wahl der Exponentialfunktion aus Gleichung 7.14 ist auf den stetigen
und differenzierbaren Übergang zwischen dem nichtlinearen und dem linearen Be-
reich am Übergangspunkt h = rβ zurückzuführen. Der Formparameter m beeinﬂusst
maßgeblich den Anstieg der Kraft bei h ≈ 0mm, der auf m = 0,5 aufgrund der gu-
ten Übersteinstimmung mit den Daten aus [Alb60] gesetzt wird. Somit ergibt sich das
vollständige Kraftmodell zu
dFi = kc,i · h · db + ke,i · dS · f (h, rβ). (7.15)
Die Koefﬁzienten müssen analog mit diesem Kraftmodell ermittelt werden und weichen
somit von den Koefﬁzienten des Kraftmodells von Altintas leicht ab. Zur Validierung des
Ansatzes wurde das orthogonale Kugelkopffräsen aus Bild 7.16 verwendet, bei dem die
Spanungsdicke b konstant bleibt. Aufgrund des Aufbaus mit hohen Anstellwinkeln λ und
τ , wird das System Werkzeug-Werkstück-Kraftmessplattform stärker zum Schwingen
angeregt, was sich in den Messwerten widerspiegelt (vgl. Kapitel 5.2.1). Die Simulations-
ergebnisse vom Kraftmodell nach Altintas, der neue Ansatz mit Gleichung 7.13 - 7.15
sowie die korrespondierenden Messdaten für drei verschiedene Verhältnisse zwischen
Schneidkantenverrundung rβ und Zahnvorschub fz sind in Bild 7.19 aufgetragen.
In allen Fällen wurde das Gleichlauffräsen verwendet, sodass im linken Bereich der
Diagramme hohe und im rechten Bereich geringe Spanungsquerschnitte h resultieren.
Für Bild 7.19(A) ist die Spanungsdicke über den Zahneingriff jederzeit unterhalb des
Schneidkantenradius rβ, wodurch der Kraftverlauf am Schneidenaustritt beim Modell
[Alt01] stark von der Messung abweicht. Mit dem neuen Ansatz wird hierbei die Realität
besser abgebildet. In 7.19(B) wird ein höherer Zahnvorschub verwendet, womit es im
Kraftsignal einen Bereich mit h < rβ und h ≥ rβ gibt, analog zu Gleichung 7.13. Auch
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Prozess: orthogonales Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t  = 58,6°, -28,7° c,m
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeug 1 (r = var.)z b 
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Bild 7.19: Vergleich des neuen Kraftmodells mit Kraftmodell aus [Alt01]
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dieser Kraftverlauf wird durch das neue Modell aus Gleichung 7.15 besser abgebildet.
Ebenfalls für geringe Schneidkantenverrundungen von rβ = 7µm bei geringen Zahn-
vorschüben fz, dargestellt in Bild 7.19(C), zeigt das neue Modell eine Verbesserung
gegenüber dem Modell von Altintas. Es lässt sich festhalten: Mit dem angepassten
Kraftmodell, das den Ploughingeffekt durch eine stückweise definierte Funkti-
on unter Verwendung der Schneidkantenverrundung berücksichtigt, werden die
Prozesskräfte bei sehr kleinen Spanungsdicken besser abgebildet als mit dem
Ansatz nach Altintas.
Simulation der oberflächengenerierenden Prozesskräfte
Mit dem neuen Kraftmodell aus Gleichung 7.15 werden die Prozesskräfte auch bei gerin-
gen Spanungsdicken korrekt wiedergegeben, sodass nun die oberﬂächengenerierenden
Prozesskräfte berechnet werden können. Hierbei ist es wichtig zu erwähnen, dass die
oberﬂächengenerierenden Kräfte beim Kugelkopffräsen nicht experimentell validiert
werden können. Eine Validierung der gewöhnlichen Prozesskräfte wurde durchgeführt
und ist in Bild 7.15 dargestellt. Bei einer Validierung der oberﬂächengenerierenden Kräf-
te müsste die eingestellte Schnitttiefe ap exakt der Höhe der kinematischen Rauheit a∗
betragen (vgl. Bild 4.6). Für kleine Werte von fz = br = 0,2mm würden sich kleine Werte
von ap = a∗ ≈ 4 µm ergeben, vgl. Bild 9.4. Bei nur 1 µm Abweichung durch z. B. die
Werkzeugmaschine, würde eine Maßabweichung von 25% resultieren. Eine experimen-
telle Unterscheidung zwischen den oberﬂächengenerierenden Spanungsquerschnitten
und den nicht oberﬂächengenerierenden Spanungsquerschnitten gestaltet sich somit
schwierig. Insbesondere ist dies aufgrund der sich ändernden Eingriffsverhältnisse
bei der Rekonturierung möglich, weil sich kontinuierlich die Schnitttiefe ap durch die
Schweißnaht ändert.
Aus diesem Grund wird die Methodik zur Ermittlung der oberﬂächengenerierenden Pro-
zesskräfte anhand eines simulativen Beispiels beschrieben. Hierzu ist die Kenntnis der
ﬁnalen Oberﬂäche nach der Rekonturierung erforderlich. Bild 7.20(A) stellt links einen
Ausschnitt einer Schweißnaht und rechts die ﬁnale Oberﬂäche nach der Rekonturierung
durch Kugelkopffräsen dar. Genau wie das geschnittene Volumen Vji , liegen die Daten
der ﬁnalen Oberﬂäche nach der Simulation mit CutS als Dexel vor. Das Werkstück
rechts in Bild 7.20(A) wurde nicht vollständig rekonturiert, sondern nur teilweise durch
die drei radialen Zustellungen (1. - 3. Bahn). Die Vorschubrichtung des Fräsprozes-
ses ist in diesem Beispiel quer zur Schweißnaht (positive X-Richtung). Wie industriell
bei der Rekonturierung üblich, wurde in diesem simulativen Beispiel die Schnitttiefe
ap so eingestellt, dass ebenfalls der Grundwerkstoff bearbeitet wurde und somit eine
gleichmäßige Oberﬂächenqualität gewährleistet wird.
In Bild 7.20(B) ist schematisch die Methode zur Identiﬁkation der Oberﬂächengeneration
dargestellt. Zum Zeitpunkt i wird ein Volumen Vji geschnitten, das in Bild 7.20(B) blau dar-
gestellt ist und mathematisch aus Dexel beschrieben wird. Die X- und Y-Koordinaten der
Dexel des aktuellen Volumens Vji sind bekannt und werden mit der ﬁnalen Oberﬂäche,
die in Bild 7.20(B) grau dargestellt ist, verglichen. Zur Identiﬁkation der Oberﬂächen-
generation werden anschließend nur die Dexel in Z-Richtung verwendet. Stimmt der
































Bild 7.20: (A) Beispiel eines einfachen Rekonturierungsprozesses, (B) Methodik zur
Bestimmung oberﬂächengenerierender Dexel
Endpunkt eines Z-Dexels der ﬁnalen Oberﬂäche mit dem Startpunkt eines Z-Dexels des
aktuellen Volumens Vji überein, so ist dieser Dexel oberﬂächengenerierend. Schema-
tisch sind die oberﬂächengenerierenden Dexel in Bild 7.20(B) mit einem grünen Haken
gekennzeichnet. Aufgrund der werkstückseitigen Betrachtung des Zerspanvorgangs mit
dem vektoriellen Ansatzes, sind keine Änderungen am Algorithmus für die Betrachtung
der Oberﬂächengeneration erforderlich, wodurch der Vorteil des gewählten Ansatzes
deutlich wird.
Zwecks Vergleich werden zunächst die Prozesskräfte und nicht die oberﬂächengenerie-
renden Kräfte der Rekonturierung aus Bild 7.20 mit dem vektoriellen Ansatz berechnet.
Bild 7.21(A) zeigt die ﬁnale, grau dargestellte Oberﬂäche nach dem Fräsvorgang, was
der Oberﬂäche rechts aus Bild 7.20(A) entspricht. Die schematisch dargestellte Rauheit
in Bild 7.21(A) zeigt die drei radialen Zustellungen der 1. bis 3. Bahn. Ebenfalls sind
auf der Oberﬂäche die geschnittenen Volumina Vj von drei Werkzeugumdrehungen
während der Zeitabschnitte t1 bis t3 hervorgehoben, wobei jede Farbe ein Zeitinkrement
i darstellt.
Die simulierten Prozesskräfte sind in Bild 7.21(B) abgebildet. Es zeigt sich, dass wäh-
rend der 1. Bahn höhere Prozesskräfte resultieren als bei den Teilnuten der 2. und 3.
Bahn, was auf den erhöhten Spanungsquerschnitt durch die Vollnut zurückzuführen
ist. Aufgrund der konstanten Schweißnahtgeometrie in Y-Richtung, sind die simulierten
Prozesskräfte bei der 2. und 3. Bahn identisch. In der Mitte der 1. bis 3. Bahn erhöhen
sich die Prozesskräfte aufgrund der Schweißnaht und der damit einhergehenden Ver-
größerung der Schnitttiefe ap. Die Werkzeugumdrehnung während des Zeitabschnitts t1
beﬁndet sich am Beginn der 1. Bahn. Bei genauerer Betrachtung der Verläufe in Bild
7.21(B) ist zu erkennen, dass der Zeitabschnitt t1 der 4. Werkzeugumdrehung entspricht.
Die Werkzeugumdrehung zum Zeitabschnitt t2 ﬁndet in der Mitte der 2. Bahn statt, bei
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Bild 7.21: Simulation der Prozesskräfte bei einem Rekonturierungsprozess
der die Kraft aufgrund der Schweißnaht maximal wird. Die Werkzeugumdrehung zum
Zeitabschnitt t3 ist die letzte Werkzeugumdrehung der 3. Bahn. Wichtig ist hierbei zu
erwähnen, dass der Prozess noch vor Austritt des Werkzeugs aus dem Werkstück
gestoppt wurde und somit die 3. Bahn unvollständig ist. Die Oberﬂäche zu diesem
Zeitpunkt ist somit ﬁnal, gekennzeichnet rechts in Bild 7.20(A).
Mit dem gleichen Algorithmus zur Kraftberechnung unter Berücksichtigung der Oberﬂä-
chengeneration mit der oben erläuterten Methode, werden nun die oberﬂächengenerie-
renden Prozesskräfte berechnet. Das Simulationsergebnis ist in Bild 7.22 dargestellt,
unter Verwendung der gleichen Schweißnahtgeometrie und den gleichen Einstellgrößen
wie in Bild 7.21. Im Gegensatz zu Bild 7.21(A) sind nun jene Volumina Vj der drei
Werkzeugumdrehnungen während der Zeitabschnitte t1 bis t3 farblich hervorgehoben,
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Bild 7.22: Simulation der oberﬂächengenerierenden Prozesskräfte bei einem Rekon-
turierungsprozess
die einen Kontakt zur ﬁnalen Oberﬂäche aufweisen. Aus diesen Volumina Vj wurden die
oberﬂächengenerierenden Kräfte berechnet. Es zeigt sich, dass die Amplituden der 1.
und 2. Bahn nahezu identisch sind und der Einﬂuss der Schweißnaht im Vergleich zu
Bild 7.21(B) verschwindet.
Die Erklärung liefern die farblich hervorgehobenen Volumina Vj der Werkzeugumdre-
hung während des Zeitabschnitts t2 in der Mitte der 2. Bahn. Während in Bild 7.21(B)
die Prozesskräfte aufgrund der erhöhten Schnitttiefe durch die Schweißnaht steigen,
ist der Kraftanteil der Schweißnaht nicht oberﬂächengenerierend und somit nicht sicht-
bar in Bild 7.22. Ferner zeigt sich, dass die oberﬂächengenerierenden Prozesskräfte
während der 3. Bahn höher sind als bei der 1. und 2. Bahn und erneut der Einﬂuss
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der Schweißnaht sichtbar wird. Der Grund hierfür ist, dass die ﬁnale Oberﬂäche der 3.
Bahn größer ist und ebenfalls die bearbeitete Schweißnaht einen Teil dieser Oberﬂäche
bildet. Bei einer vollständigen Rekonturierung des Werkstücks wäre kein Einﬂuss der
Schweißnaht bei den oberﬂächengenerierenden Prozesskräften mehr erkennbar.
Während in Bild 7.21 der Zeitschritt t1 der 4. Werkzeugumdrehung einem Kraftsignal
entspricht, korrespondiert dies in Bild 7.22 mit der 1. Werkzeugumdrehung. In der Ver-
größerung des Details A in Bild 7.22 ist ersichtlich, dass diese Werkzeugumdrehung
erstmalig eine Oberﬂäche erzeugt und somit das oben genannte Ergebnis plausibel
ist. Wie bereits erwähnt, ist die 3. Bahn unvollständig bearbeitet, sodass der in Bild
7.20(A) gekennzeichnete Bereich die ﬁnale Oberﬂäche darstellt. Aus diesem Grund
stimmen die oberﬂächengenerierenden Prozesskrafte während des Zeitabschnitts t3
mit der Prozesskraft des gleichen Zeitabschnitts aus Bild 7.21(B) überein.
Es kann festgehalten werden, dass die oberﬂächengeneriernden Prozesskräfte bei einer
vollständigen Rekonturierung des Werkstücks quer oder längs zur Schweißnaht konstant
sind. Analog verhält es sich mit den Eigenspannungen quer zur Schweißnaht (vgl. Bild
6.4). Bisher bestätigt dieses Ergebnis die auf Seite 97 aufgestellte Arbeitshypothese, die
in Kapitel 8 weiter untersucht wird. Die oberﬂächengeneriernden Prozesskräfte bieten
eine geeignete Möglichkeit zur Vorhersage der Werkstückbelastung, womit das dritte
Teilziel dieser Arbeit erreicht ist.
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8 Eigenspannungen
Nachdem die signiﬁkanten Einﬂussgrößen (Kapitel 6) und die dazugehörige Werkstück-
belastung (Kapitel 7) bekannt sind, gilt es nun diese Informationen in eine Methodik
zu überführen, die eine Vorhersage der Eigenspannungen erlaubt. Jedoch reichen
die experimentellen Daten aus Kapitel 6 nicht aus, weil hierbei nur zwei Stufen der
jeweiligen Einﬂussgrößen untersucht wurden und somit nur lineare Einﬂüsse ableitbar
sind. Insbesondere ist zu erwarten, dass beispielsweise die Schneidkantenverrundung
rβ einen nichtlinearen Zusammenhang zu den Eigenspannungen aufweist. Aus diesem
Grund wird zunächst eine Versuchsplanung durchgeführt, um die nichtlinearen Effekte
zu erfassen und diese anschließend in Kapitel 8 abzubilden.
8.1 Versuchsplanung
Versuchsplanung für die oberflächennahen Haupteigenspannungen (D-Optimal)
Die signiﬁkanten Einﬂussgrößen auf den Wert der Eigenspannungen aus Kapitel 6.3
sind der Zahnvorschub fz, Zeilenbreite br, Vorschubrichtungswinkel λ und die Schneid-
kantenverrundung rβ. Wegen des sehr hohen Einﬂusses der Schneidkantenverrundung
auf die Eigenspannung, wird dieser Faktor in 5 Stufen äquidistant variiert. Aus diesem
Grund und durch die Notwendigkeit die Wechselwirkungen zu berücksichtigen, ist ein
D-Optimaler Plan notwendig (vgl. Kapitel 5.3). Die Schneidkantenverrundung wird durch
Schleppschleifen eingestellt und mittels eines Streifenlichtmikroskop vom Typ GFM
MikroCAD charakterisiert. Als Basis wurde Werkzeugtyp 1 (vgl. Tabelle 5.3) wegen
der geringeren Nachgiebigkeit, konstanter Makrogeometrie und leichter herstellbaren
Schneidkantenmikrogeometrie ausgewählt. Die gewählten Faktorstufenkombinationen
des D-Optimalen Versuchsplans sind in Tabelle 8.1 aufgelistet.
Tabelle 8.1: Faktorstufenkombinationen des D-Optimalen Versuchsplans für das
Kugelkopffräsen (Werkzeug 1), Zielgröße: Haupteigenspannungen
Faktor Kürzel Variationen Einheit
Zahnvorschub fz 0,10 0,25 0,40 mm
Zeilenbreite br 0,20 0,40 0,60 mm
Vorschubrichtungswinkel λ 15,0 37,5 60,0 °
Schneidkantenverrundung rβ 4 15 30 45 60 µm
Hieraus resultieren insgesamt 45 Versuche, jeder Versuch wird einmal wiederholt.
Wegen der Erfassung der Hauptspannugsrichtung resultieren somit 270 Eigenspan-
nugsmessungen an der Oberﬂäche. Die konstanten Einstell- und Werkzeuggrößen sind
vc = 40m/min, ap = 0,40mm, γ = 8°, α = 12°, τ = 0°.
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Versuchsplanung für die Hauptrichtung der Eigenspannungen (CCD)
Die Ergebnisse aus Kapitel 6.3 und Bild 6.7 zeigen deutlich, dass die Hauptrichtung
der Eigenspannung nur durch den Vorschubrichtungswinkel λ und dem Kippwinkel τ
bestimmt wird. Zwar weisen die Anstellwinkel λ und τ zueinander eine Wechselwirkung
auf, jedoch nicht mit den anderen Faktoren aus Kapitel 6. Aus diesem Grund werden
die nichtlinearen Effekte der Hauptrichtung der Eigenspannungen in einem separatem
CCD-Versuchsplan untersucht. Die gewählten Faktorstufenkombinationen des CCD-
Versuchsplans sind in Tabelle 8.2 aufgelistet.
Tabelle 8.2: Faktorstufenkombinationen des CCD Versuchsplans für das Kugelkopf-
fräsen (Werkzeug 1), Zielgröße: Hauptspannungsrichtungen
Faktor Kürzel Variationen Einheit
Vorschubrichtungswinkel λ 0 8,8 30,0 51,2 60,0 ◦
Kippwinkel τ 0 8,8 30,0 51,2 60,0 ◦
(normiert) - -
√
2 -1 0 1
√
2 -
Für den Versuchsplan wird der Werkzeugtyp 1 in der Standardvariante ohne Schneid-
kantenverrundung ausgewählt, weil die diese keinen Einﬂuss auf die Hauptrichtung der
Eigenspannungen besitzt. Aus dem Versuchsplan resultieren insgesamt 9 Versuche.
Jeder Versuch wird aufgrund der starken Streuung der Hauptrichtung dreimal wiederholt.
Daraus resultieren in der Summe 81 oberﬂächennahe Eigenspannungsmessungen. Die
konstanten Einstell- und Werkzeuggrößen sind vc = 40m/min, ap = 0,40mm, γ = 8°,
α = 12°, rβ = 4µm, Gleichlauf, fz = 0,2 µm, br = 0,3mm.
8.2 Auswertung der experimentellen Eigenspannungsergebnisse
Bewertungskriterien der Regression
Für die Auswertung der nichtlinearen Versuchspläne aus den Tabellen 8.1 und 8.2 wer-
den nicht die Eigenspannungsmessungen selbst, sondern die Regressionen der Daten
verwendet (vgl. Kapitel 5.3). Hierfür müssen die jeweiligen Regressionen die Verläufe
der Messdaten in einer ausreichend guten Qualität wiedergeben. Zur Bewertung der
Regression werden vier Parameter verwendet:
• korrigiertes Bestimmtheitsmaß R2korr (engl. adjusted R
2-value)
• Mittlere quadratische Abweichung RMS (engl. root mean squared error)
• interne Fehlerabschätzung Perr (engl. pure error)
• Fehlanpassung Lerr (engl. lack of ﬁt)
Das Bestimmtheitsmaß R2 gibt die Varianz der Abweichungen vom Modell an und
beschreibt in welchem Umfang die Messdaten durch die Regression erklärt wird. Bei
R2 = 1 verlaufen alle Datenpunkte durch das Regressionsmodell. Bei einer hohen
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Anzahl von Modellkoefﬁzienten bp ist es ratsam, das korrigierte Bestimmtheitsmaß R2korr
zu verwenden, bei dem nur jene Variablen in die Berechnung einﬂießen, die einen Bei-
trag zur Erklärung der Zusammenhänge liefern. Die mittlere quadratische Abweichung
RMS ist die Standardabweichung der Residuen1 vom Modell. Durch die Wiederholung
der Experimente wird der interne Fehler Perr abgeschätzt, was der zufälligen Stan-
dardabweichung des Experiments entspricht. Ist die interne Fehlerabschätzung Perr
deutlich geringer als die mittlere quadratische Abweichung RMS, ist dies ein Indiz für
eine Fehlanpassung des Modells Lerr (Signiﬁkanzgrenze p = 0,05). Im Idealfall sollte
die Standardabweichung der Residuen der Standardabweichung der experimentellen
Streuung entsprechen.
Auswertung der Haupteigenspannungen, D-optimalen Versuchsplan
Als Basis der Regression dient ein kubisches Regressionsmodell mit Wechselwirkungen
in der Form
σ1,2 = b1 + b2 · fz + b3 · br + b4 · λ + b5 · rβ + b6 · br · fz...
+ bp−3 · r 2β + fz + bp−2 · f 2z · λ + bp−1 · r 2β + br + bp · r 3β.
(8.1)
Hierbei sind die Anzahl der Koefﬁzienten bp höher als die Anzahl der Faktorstufenkombi-
nationen, wodurch Gleichung 5.5 nicht lösbar ist. Zur Verringerung der Koefﬁzienten bp
wird die Methodik der schrittweise Regression verwendet, bei dem eine gleichbleibende
Prognosegenauigkeit resultiert. Bei der schrittweisen Regression wird der quadratische
Gesamtfehler des Modells durch einen F-Test optimiert. Für eine detaillierte Erörterung
der statistischen Kriterien sei auf [Beu07] verwiesen. Die verbliebenen Koefﬁzienten der
Regression, die das Ergebnis aller 270 Eigenspannungsmessungen darstellen, sind für
die Hauptspannungen σ1 und σ2 in Tabelle 8.3 aufgelistet.
Mit den Regressionsmodellen beträgt das korrigierte Bestimmtheitsmaß R2korr = 0,87
für Haupteigenspannungen σ1 bzw. R2korr = 0,88 für die Haupteigenspannungen σ2.
Aufgrund der hohen Varianz der Eigenspannungsmessungen sind diese Werte ak-
zeptabel. Die mittlere quadratische Abweichung der Residuen beträgt 64,2MPa für
σ1 bzw. 41,4MPa für σ2, was etwa dem Wert der internen Fehlerabschätzung von
Perr = 66,9MPa für σ1 und Perr = 43,9MPa für σ2 entspricht. Die Wahrscheinlichkeit
einer Fehlanpassung durch das gewählte Modell ist bei σ1 mit Lerr = 27% und σ2 mit
Lerr = 31% gering. Dies wird auch bei der Betrachtung der Residuen im Wahrscheinlich-
keitsnetz2 sichtbar, was in Bild 8.1 dargestellt ist. Folgen die Residuen der Geraden, so
sind die Abweichungen zwischen Regressionsmodell und Messdaten maßgeblich auf
normalverteilte Zufallsschwankungen zurückzuführen. Dies ist in Bild 8.1 der Fall und
somit geben die Regressionen aus Tabelle 8.3 die Messdaten in ausreichender Qualität
wieder. Daher werden im Folgenden die Ergebnisse der Regression erörtert.
Mit den Regressionen aus Tabelle 8.3 sind die Zusammenhänge und Wechselwirkungen
1Residuen sind die Subtraktion zwischen dem Regressionsmodell und den Messdaten.
2Ein Wahrscheinlichkeitsnetz ist so konstruiert, dass die eingezeichneten Punkte bei einer Normalvertei-
lung auf einer Geraden liegen.
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Tabelle 8.3: Modellkoefﬁzienten der Regressionsmodelle „Haupteigenspannungen“






br · fz −6.307 0,0
fz · λ −137,9 −4,142
fz · rβ 0,0 18,58
br · λ −34,77 0,0
br · rβ 0,0 31,51
λ · rβ −0,061.30 0,0
r 2β 1,177 1,011
f 3z −14.772 −28,79
f 2z · λ 161,0 0,0
br · fz · λ 157,7 0,0
fz · r 2β 0,0 −0,328.9
br · r 2β −0,124.4 −0,487.2
λ · r 2β 0,0 −0,000.60
r 3β −0,006.47 −0,005.59
Prozess: Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var. c,m
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeug 1 (r  = var.)z b 
Zeilenbreite b   = var.  Prozessstrategie varr
R²   = 0,87 korr
RMS error  = 64,2
pure error = 66,9
lack of fit = 0,73
R²   = 0,88 korr
RMS error  = 41,4
pure error = 43,9
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Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var.c,m
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeug 1 (r  = 20 µm)z b 


















































Bild 8.2: Nichtlineare Zusammenhänge aus dem Regressionsmodell, Zielgröße σ1,
Variation λ, fz, br
der signiﬁkanten Einﬂussgrößen auf die Eigenspannungen mehrdimensonal darstellbar.
Wie bei der Signiﬁkanzanalyse aus Kapitel 6.3 sind alle Eigenspannungen im Druck-
bereich. Die Haupteigenspannungen σ1 sind in Bild 8.2(A) dargestellt, bei Variation
des Vorschubrichtungswinkels λ über den Zahnvorschub fz und konstanter Schneid-
kantenverrundung rβ = 20µm und Zeilenbreite br = 0,4mm. Bei diesen Einstellgrößen
ist nur ein geringer Einﬂuss auf die Eigenspannungen feststellbar. Die oberﬂächenna-
hen Eigenspannungen in Bild 8.2(A) variieren bei den genannten Einstellgrößen um
etwa 150MPa und sind somit nahe der Messungenauigkeit der röntgenograﬁschen
Eigenspannungsmessung unter Vergleichsbedingung (vgl. Bild 5.8). Zwar ändert sich
das Eigenspannungsniveau aus Bild 8.2(A) z. B. bei Variation der Schneidkantenver-
rundung rβ, jedoch bleiben die tendenziellen Verläufe näherungsweise konstant. Aus
Bild 8.2(A) ist ersichtlich, dass sowohl eine Erhöhung des Zahnvorschubs fz, als auch
eine Erhöhung des Vorschubrichtungswinkels λ tendenziell die oberﬂächennahen Ei-
genspannungen Richtung Zug verschieben.
Ein Erklärungsansatz für den Einﬂuss des Vorschubrichtungswinkels λ liefert die Kine-
matik des Fräsprozesses. In Kapitel 4.3 wurde eine kinematische Analyse des Kugelkopf-
fräsens durchgeführt und es wurde gezeigt, dass bei geringem Vorschubrichtungswinkel
λ das Verhältnis zwischen Vorschubgeschwindigkeit vf und Schnittgeschwindigkeit vc
zunimmt. Dies gilt bei der Betrachtung der Oberﬂächengeneration. Bei kleinen Vor-
schubrichtungswinkeln λ fallen Wirk- und Werkzeugbezugssystem nicht mehr zusam-
men, sodass statt dem nominellen Freiwinkel α der Wirk-Freiwinkel αeff verwendet
werden muss. Bei der Betrachtung der Oberﬂächengeneration unter Verwendung der
Einstellgrößen aus Bild 8.2 ist die maximale Differenz zwischen Freiwinkel α und Wirk-
Freiwinkel ∆α ≈ 2°. Somit ist eine Berührung zwischen Freiﬂäche und der generierten
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Werkstückoberﬂäche bei geringen Vorschubrichtungswinkel λ wahrscheinlicher, als bei
hohen Vorschubrichtungswinkel λ. Diese Berührung führt zu einer Quetschung zwischen
Werkstück und Werkzeug, wodurch bekanntermaßen Druckeigenspannungen induziert
werden. Mit diesem Erklärungsansatz ist das Ergebnis aus Bild 8.2(A) plausibel.
Des Weiteren zeigt Bild 8.2(A), dass eine Erhöhung des Zahnvorschubs fz zu einer
tendenziellen Verschiebung der oberﬂächennahen Eigenspannungen Richtung Zug ver-
ursacht. Der Effekt ist mit der Modellvorstellung der oberﬂächengenerierenden Kräften
aus Kapitel 7.3 zu erklären. Bei einer Verringerung des Zahnvorschubs fz reduzieren
sich zwar ebenfalls die oberﬂächengenerierenden Kräfte, jedoch reduziert sich gleich-
zeitig die Oberﬂäche, auf die diese Kräfte wirken. Ebenfalls stimmt das Ergebnis mit
den Erkenntnissen von Plöger überein [Plö02]. Plöger weist beim Außenlängsdrehen
von Ck45N nach, dass bei kleinen Vorschüben f der Werkstoff an der Oberﬂäche
mehrfach deformiert wird, wodurch es vermehrt zu Quetschung kommt. Übertragen auf
den Prozess des Kugelkopffräsens muss dieser Effekt ebenfalls bei geringeren Zeilen-
breiten br auftreten. Dies zeigt Bild 8.2(B), bei dem die Haupteigenspannungen σ1 bei
Variation des Zahnvorschubs fz über die Zeilenbreite br dargestellt sind. Kombinationen
von geringen Zahnvorschüben fz mit geringen Zeilenbreiten br führen somit zu leicht
höheren Druckeigenspannungen, was mit dem beschriebenen Effekt von Plöger über-
einstimmt. Es sei erwähnt, dass die Haupteigenspannungen σ2 tendenziell die gleichen
Verläufe zeigen wie σ1 in Bild 8.2, nur bei einem höheren Druckeigenspannungsniveau.
Ferner sind die Unterschiede zwischen σ1 und σ2 größer, wenn stark unterschiedliche
Verhältnisse zwischen Zeilenbreite br und Zahnvorschübe fz gewählt werden. Auch
dieses Ergebnis ist plausibel, weil bei der Betrachtung der Oberﬂächengeneration je
nach Verhältnis zwischen br und fz mehr Werkstoff quer bzw. längs zur Schnittrichtung
deformiert wird.
Insbesondere der nichtlineare Effekt der Schneidkantenverrundung rβ wird im Folgenden
thematisiert, dargestellt in Bild 8.3. In Bild 8.3(A) ist die Schneidkantenverrundung rβ
über die Zeilenbreite br und in Bild 8.3(B) über den Zahnvorschub fz aufgetragen. Die
Verläufe der Haupteigenspannungen σ1 unter Variation von fz, br und rβ ähneln sich.
Mit Erhöhung des Zahnvorschubs fz bzw. der Zeilenbreite br verschieben sich die
oberﬂächennahen Eigenspannungen leicht in Richtung Zug. Dies Ergebnis ist analog
zu Bild 8.2.
Bei einer Erhöhung der Schneidkantenverrundung rβ nehmen die Druckeigenspannun-
gen zu und erreichen bei ca. rβ ≈ 30 µm ein Minimum. Durch eine weitere Erhöhung der
Schneidkantenverrundung rβ nehmen die Druckeigenspannungen an der Oberﬂäche
wieder ab. Dieser Zusammenhang gilt ebenfalls für die Haupteigenspannungen σ2 sowie
bei einer Variation des Vorschubrichtungswinkels λ und anderer Verhältnisse zwischen
fz und br. Hierbei ist zu beachten, dass diese Zusammenhänge für die oberﬂächennahen
Eigenspannungen gelten. Zur Erklärung des Effekts der abnehmenden Druckeigen-
spannungen müssen ebenfalls die Eigenspannungstiefenverläufe berücksichtigt werden,
dargestellt in Bild 8.4 für unterschiedliche Schneidkantenradien rβ.
Das Eigenspannungsminimum liegt für die arbeitsscharfe Schneiden und verrundeten


















Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = 40°,0°c,m
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeug 1 (r  = var.)z b 































Bild 8.3: Nichtlineare Zusammenhänge aus dem Regressionsmodell, Zielgröße σ1,
Variation rβ, fz, br
kantenradien rβ bildet sich ein globales Eigenspannungsminimum unterhalb der Werk-
stückoberﬂäche aus. Wie in Kapitel 7.2.1 beschrieben ist hierbei ein direkter thermischer
Effekt (Fall 2 , Bild 7.1) auf die Eigenspannungsausprägung unwahrscheinlich. Wenn
diese Vereinfachung zutrifft, so muss das globale Minimum maßgeblich durch domi-
nante mechanische Effekte (Fall 4 , Bild 7.1) resultieren, was mit dem Festwalzen
vergleichbar ist [Sch90, S. 282]. Bei hohen Walzdrücken verschiebt sich das Eigen-
spannungsminimum in tiefere Randschichten und die Oberﬂächeneigenspannungen
verschieben sich Richtung Zug, was tendenziell den Verläufen aus Bild 8.4 entspricht.
Der Zusammenhang ist beim Festwalzen werkstoffübergreifend nachwiesen worden,
unter anderem bei Magnesium [Win00, S. 101ff], 100Cr6 [Röt03, S. 77ff] oder Ti-6Al-4V
[Mad06, S. 75ff]. Begründet wird dies unter anderem durch eine steigende Oberﬂä-
chenzerrüttung oder Rissbildung [Win00] bzw. durch die wirkende Hertzsche Pressung,
dessen Vergleichsspannungsmaximum immer unterhalb der Werkstückoberﬂäche liegt
[Röt03]. Der schematische Einﬂuss der Walzkraft Fw auf die Eigenspannungstiefenver-
läufe beim Festwalzen ist in Bild 8.5 dargestellt.
Die Druckeigenspannungen steigen mit zunehmender Festwalzkraft FW in Betrag und
Eindringtiefe3 und es resultiert ein globales Eigenspannungsminimum unterhalb der
Oberﬂäche. Bei einer weiteren Steigerung der Walzkraft verschiebt sich das globale
Minimum in die Bauteiltiefe und gleichzeitig fallen die Beträge der oberﬂächennahen
Eigenspannungen. Unter ungünstigen Bedingungen können somit sogar Zugeigen-
spannungen an der Oberﬂäche resultieren, trotz rein mechanischer Belastung. Die





Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l/t  = 15°/0°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,4 mm Werkzeug 1 (r  = var.)z b 
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Bild 8.4: Lokales Minimum der Hauptspannungen in der Tiefe als Funktion der
Schneidkantenverrundung
tendenziellen Verläufe aus Bild 8.5 stimmen mit den gemessenen Eigenspannungen
aus Bild 8.4 überein. Hierbei sei angemerkt, dass sich diese Aussage lediglich auf
die Verläufe und nicht auf die Beträge der Eigenspannungen bezieht. Nach dem Fest-
walzen liegen in der Regel erheblich höhere Druckeigenspannungen und ein größerer
beeinﬂusster Bereich z0 vor, als nach spanenden Prozessen.
Das Ergebnis aus Bild 8.4 wird in der Literatur beispielsweise von León beim Planfräsen
von Aluminium bestätigt [LG09]. Ferner verwenden Lian und Su die Hertzsche Pressung
zur Modellierung der Eigenspannungen durch den Einﬂuss der Schneidkantenverrun-
dung beim Orthogonaleinstechdrehen [Lia07] und später beim Fräsprozess [Su12].














Abstand von der Oberfläche z
FW,1 FW,2 FW,3 FW,4 FW,5
globales 
Minimum
F  < F  < F  W,1 W,2 W,3
F  < F  < FW,3 W,4 W,5
Bild 8.5: Schematischer Einﬂuss der Walzkraft Fw auf die Eigenspannungstiefenver-
läufe nach dem Festwalzen, [Sch90, S. 282]
122 8 Eigenspannungen
Schneidkantenverrundung vorausgesetzt. Es lässt sich festhalten: Bei geringer ther-
mischer Werkstückbelastung während der Rekonturierung sind die Eigenspan-
nungstiefenverläufe bei Variation der Schneidkantenverrundung tendenziell mit
den Eigenspannungstiefenverläufen beim Festwalzprozess unter Variation der
Walzkraft vergleichbar. Diese Aussage ist auf den Verlauf der Eigenspannungen und
nicht auf die Beträge bezogen.
Auswertung der Richtung der Haupteigenspannungen, CCD-Versuchsplan
Als Basis der Regression für die Richtung der Haupteigenspannungen φ dient ein
quadratisches Regressionsmodell mit Wechselwirkungen, das, im Gegensatz zu dem
Modell aus Tabelle 8.3, vollständig lösbar ist. Zur Verringerung der Komplexität und zur
Verbesserung der Modellgüte wurde der Term λ2 entfernt. Die restlichen Koefﬁzienten
der Regression sind in Tabelle 8.4 aufgelistet.
Tabelle 8.4: Modellkoefﬁzienten vom Regressionsmodell „Hauptrichtung der Eigen-
spannungen“




λ · τ −0,023.29
τ 2 0,020.04
Das korrigierte Bestimmtheitsmaß beträgt R2korr = 0,65 und ist damit deutlich geringer als
bei den Regressionsmodellen der Haupteigenspannungen aus Tabelle 8.3. Der Grund
hierfür ist die hohe Varianz der Messdaten, die sich mit dem Gauß’schen Fehlerfort-
pﬂanzungsgesetz begründen lässt. Hierbei werden jeweils die quadrierten Beiträge der
Messunsicherheiten aus Gleichung 6.3 bis 6.5 addiert, sodass die Schwankungen von φ
relativ zum Messwert höher sind als bei den Eigenspannungen. Somit ist das korrigierte
Bestimmtheitsmaß trotz des geringen Wertes von R2korr = 0,65 ausreichend. Dies zeigt
sich ebenfalls in den anderen Bewertungskriterien der Regression. Die mittlere qua-
dratische Abweichung der Residuen beträgt RMS = 12,5°, was in etwa dem Wert der
internen Fehlerabschätzung von Perr = 15,7°entspricht. Somit ist die Wahrscheinlichkeit
einer Fehlanpassung durch das gewählte Regressionsmodell mit Lerr = 22% ebenfalls
gering. Bei der Betrachtung des Wahrscheinlichkeitsnetzes in Bild 8.6(A) wird deutlich,
dass die Residuen normalverteilt sind und keine Ausreißer zu erkennen sind. Das
Modell aus Tabelle 8.4 gibt somit die Messdaten in einer ausreichenden Güte wieder.
In Bild 8.6(B) sind die Hauptrichtungen der Eigenspannungen φ über den Vorschubrich-
tungswinkel λ und dem Kippwinkel τ aufgetragen. Es zeigt sich eine starke, nichtlineare
Wechselwirkung zwischen diesen Größen, was dem Resultat des Signiﬁkanztests aus
Kapitel 6.3 entspricht. Bei kleinen Vorschubrichtungswinkeln λ verschieben sich die
Winkel der Hauptrichtung φ zu positiven Werten, wenn gleichzeitig hohe Kippwinkel
τ verwendet werden. Wird der Vorschubrichtungswinkel λ erhöht, so ergeben sich
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Prozess: Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var.c,m
Zahnvorschub  f   = 0,2 mm Werkzeug 1 (r  = 4 µm)z b 



















































R²   = 0,65 korr
RMS error  = 12,5
pure error = 15,7
lack of fit = 0,78
Bild 8.6: (A) Wahrscheinlichkeit der Residuen des gewählten Regressionsmodells.
(B) Nichtlinearer Zusammenhang zwischen λ und τ aus dem Regressions-
modell, Zielgröße φ
tendenziell negativere Winkel der Hauptrichtung φ. Der Trend kehrt sich bei geringen
Kippwinkeln τ wieder um. Die Richtung der Haupteigenspannungen φ fällt mit der
Bearbeitungsrichtung zusammen, wenn etwa τ = 35°+ 0.58 · λ gilt. Der physikalische
Grund für die starke Wechselwirkung zwischen den Anstellwinkeln und der Richtung
der Haupteigenspannungen ist in der Schnittrichtung des Werkzeugs begründet. Die
Anstellwinkel λ und τ beeinﬂussen die Schnittrichtung des Werkzeugs und somit die
Oberﬂächengeneration. Dieser Effekt ist hochgradig nichtlinear und gleichzeitig abhän-
gig von der Werkzeugmakrogeometrie. Die physikalische Begründung wird durch die
Modellbildung in Kapitel 8.3 bestätigt.
Allgemeingültigkeit der Erkenntnisse zur Eigenspannungsentstehung aus die-
sem Kapitel
Es sei erwähnt, dass im Rahmen der Arbeiten im SFB 871 die Erkenntnisse der
Eigenspannungsentstehung beim Kugelkopffräsen ebenfalls auf das Orthogonalein-
stechdrehen übertragen wurden. Dazu wurde ebenfalls ein D-optimaler Versuchsplan
aufgestellt, bei dem die Einstell- und Werkzeuggrößen variiert wurden. Die experimen-
tellen Nebenbedingungen und der Versuchsplan sowie die Ergebnisse sind im Detail in
[Nes15] beschrieben. Es zeigte sich, dass die Erkenntnisse der Eigenspannungsentste-
hung vom Kugelkopffräsen allgemeingültig sind und ebenfalls für einfachere Prozesse




• Gleiche an der Oberﬂäche wirkenden Spanungsgrößen,
Der Dehnungszustand wird maßgeblich durch die Werkstückgeometrie und die sich
einstellende Gefügemorphologie durch den Werkstoffﬂuss quer zur Werkzeugschneide
vorgegeben. Beim Orthogonaleinstechdrehen ﬂießt bekanntermaßen ein Teil des Werk-
stoffs quer zum Schnittgeschwindigkeitsvektor, sodass ein Grat am Werkstück entsteht.
Dieser Werkstoffﬂuss, der beim Kugelkopffräsen durch die gefangenen Ränder teil-
weise unterbunden wird, beeinﬂusst maßgeblich die Eigenspannungen. Insbesondere
konnte in [Nes15] nachgewiesen werden, dass der Begriff der Oberﬂächengeneration,
welcher in Kapitel 4.3 deﬁniert wurde, geeignet ist, um die Vorgänge in der Randzone
zu beschreiben.
8.3 Vorhersage der Eigenspannungen
Vorhersage der Hauptrichtung der Eigenspannungen
Während beim Hobeln oder Planschleifen die Hauptrichtung der Eigenspannungen mit
der Schnittrichtung übereinstimmt [Bri82a, S. 20ff] [Den11b, S. 379ff], kann sich dies
bei anderen Fertigungsprozessen mit komplexerer Kinematik unterscheiden. Fälsch-
licherweise wird in der Literatur häuﬁg angenommen, dass die Hauptrichtung der
Eigenspannungen mit der Vorschubrichtung eines Fräsprozesses übereinstimmt. Für
den Fall der Rekonturierung mit Kugelkopffwerkzeugen wurde in Kapitel 6.3 und Bild
6.7 gezeigt, dass insbesondere die Anstellwinkel λ, τ einen hochsigniﬁkanten Einﬂuss
auf die Hauptrichtung der Eigenspannungen besitzen. Zur Erklärung dieses Zusam-
menhangs wird auf die Erkenntnisse von Jacobus et al. eingegangen, die in Bild 8.7(A)
zusammengefasst sind [Jac00].
Jacobus et al. zeigte beim Orthogonaldrehen auf, dass der Neigungswinkel δ der
Werkzeugschneide (schräger Schnitt) mit der Hauptrichtung der Eigenspannungen
zusammenfällt und nicht der Vektor der Schnittgeschwindigkeit #»vc. In Bild 8.7(A) ist dies
durch das gedrehte Koordinatensystem X’ und Y’ dargestellt, ausgerichtet in Richtung
σ1 und σ2. Diese Erkenntnisse werden im Folgenden für den Prozess Kugelkopffräsen
übertragen. Dazu wird folgende Hypothese aufgestellt: Es existiert ein funktionel-
ler Zusammenhang zwischen der Richtung der Haupteigenspannungen und der
Richtung der oberflächengenerierenden Prozesskräfte.
Für die Erläuterung der Hypothese sei erneut auf Bild 8.7(A) verwiesen. Während im
orthogonalen Schnitt die Hauptrichtung σ1 mit der Richtung der Schnittkraft Fc zusam-
menfällt, zeigt der resultierende Vektor der Kräfte FcN und Fc beim schrägen Schnitt
etwa in Richtung σ1. Die Übertragung der genannten Zusammenhänge auf das Kugel-
kopffräsen ist in Bild 8.7(B) schematisch dargestellt. Es ist eine simulierte Oberﬂäche
mit den dazugehörigen inﬁnitesimalen, oberﬂächengenerierenden Kraftvektoren für eine
Teilnut zu sehen. In der Vergrößerung ist das Vektorfeld der inﬁnitesimalen Kraftvekto-
ren erkennbar sowie deren Abstand zueinander, festgelegt durch die in der Simulation
deﬁnierte Anzahl der Diskretisierungsebenen dz und in CutS eingestellte Winkelschritt
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Bild 8.7: Zusammenhang zwischen Hauptrichtung der Eigenspannungen und Kräf-
ten, (A) aus [Jac00], (B) bezogen auf das Kugelkopffräsen
dϕ. Alle inﬁnitesimalen, oberﬂächengenerierenden Kraftvektoren im Bereich der ge-
wählten Oberﬂäche werden zum Kraftvektor
#    »
Fres aufsummiert. Diese Summation ist
vergleichbar mit einer Eigenspannungsmessung, die ebenfalls je nach Kollimatorgröße
und Probenkippwinkel ψ ein integrales Mittel auf einer Fläche darstellt. Ferner werden
analog zu den Eigenspannungen (σz = 0) nur die Anteile vom Kraftvektor
#    »
Fres orthogonal
zum Oberﬂächennormalenvektor #»n betrachtet. Daher wird der Kraftvektor
#    »
Fres auf die
gewählte Oberﬂäche projiziert. Der projizierte Kraftvektor
#    »
F ∗res berechnet sich zu
#    »
F ∗res =
#    »
Fres −
〈







#    »
F ∗res, der Vorschubvektor
#»
vf und der Oberﬂächennormalenvek-
tor #»n sind ebenfalls in Bild 8.7(B) dargestellt. Mit der Kenntnis dieser Größen lautet der
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Dabei stellt der Ausdruck
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der jeweiligen Vektoren dar. Damit wird mathematisch ein rechtshändiges Koordina-
tensystem festgelegt, bei dem der Oberﬂächennormalenvektor #»n als Drehachse dient.
Somit sind die Winkel φ, die links vom Vorschubvektor #»vf liegen, positiv deﬁniert. Zeigt
der projizierte Kraftvektor
#    »
F ∗res in die gleiche Richtung wie der Vorschubvektor
#»
vf , wird
das Skalarprodukt sowie das Spatprodukt Null, wodurch die Hauptrichtung der Eigen-
spannungen mit der Vorschubrichtung zusammenfällt und es gilt φ = 0°.
Die Gleichung 8.3 ist in zwei Wertebereiche aufgeteilt. Ist der Winkel zwischen dem
projizierten Kraftvektor
#    »
F ∗res und dem Vorschubvektor
#»
vf zwischen −45°und 45°, gilt der
obere Teil von Gleichung 8.3, andernfalls der untere. Damit wird gewährleistet, dass die
Hauptrichtung der Eigenspannung φ minimal −45°und maximal 45°vom Vorschubvek-
tor #»vf gedreht ist und somit Gleichung 8.3 den gleichen Wertebereich aufweist, wie die
Gleichungen 6.3 bis 6.5 zur experimentellen Bestimmung der Hauptrichtung.
Es sei darauf hingewiesen, dass Gleichung 8.3 die Richtung des betragsmäßig höheren
Haupteigenspannungswertes wiedergibt, was per Deﬁnition bei Druckeigenspannungen
σ2 ist und häuﬁg quer zur Vorschubrichtung vf liegt. Dies ist physikalisch begründet, weil
die betragsmäßig größte Kraft meist in Schnittrichtung der generierten Oberﬂäche liegt
und diese häuﬁg quer zur Vorschubrichtung orientiert ist. Die Richtung der höchsten
oberﬂächengenerierenden Kraft verursacht somit die höchsten Druckeigenspannungen
in gleicher Richtung.
Prozess: Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var.c,m
Zahnvorschub  f   = 0,2 mm Werkzeug 1 (r  = 4 µm)z b 
































































Bild 8.8: Vergleich der vorhergesagten und gemessenen Richtung der Haupteigen-
spannung. (A) Ergebnisse aus Tabelle 8.2, (B) aus Tabelle 6.1
Einen Vergleich der simulierten Hauptrichtung φ unter Anwendung von Gleichung 8.3
mit den experimentellen Ergebnissen des CCD-Versuchsplans (Tabelle 8.2) ist in Bild
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8.8(A) dargestellt. Des Weiteren wurden die Daten der Signiﬁkanzanalyse (Tabelle 6.1)
mit dem Modell verglichen und im rechten Diagramm von Bild 8.8(B) zusammengefasst.
Es zeigt sich, dass die Tendenzen der Messdaten durch Gleichung 8.3 wiedergegeben
wird. Jedoch resultieren teilweise auch hohe Abweichungen von maximal ∆φmax = 23,4°.
Dies ist vereinzelt auf die hohen Varianzen der Messwerte zurückzuführen, was durch
die Fehlerbalken (Konﬁdenzintervall ξ = 99%) in Bild 8.8 dargestellt ist. Die mittlere
quadratische Abweichung (RMS) zwischen dem Modell aus Gleichung 8.3 und den
Messdaten beträgt im Schnitt 17,1°. Zwar ist auch dieser Wert hoch, liegt jedoch in
einem ähnlichen Bereich wie die zufällige Standardabweichung der Messwerte (pure
error) mit 15,7°. Somit besitzt das Modell eine ausreichende Prognosefähigkeit.
Prozess: Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var.c,m
Zahnvorschub  f   = 0,2 mm Werkzeug 1 (r  = 4 µm)z b 













































Bild 8.9: Regression der Mess- und Simulationsdaten von der Hauptrichtung der
Eigenspannungen
Zur Darstellung der Wechselwirkungen wurden die simulierten Hauptrichtungen φ
mit dem gleichen Regressionsmodell aus den Messdaten (Tabelle 8.4) interpoliert.
Das Ergebnis ist in Bild 8.9 dargestellt. Es zeigt sich, dass ebenfalls die Wechselwir-
kungen durch das Modell korrekt wiedergegeben werden. Lediglich bei hohen Vor-
schubrichtungswinkeln λ werden die Hauptrichtungen leicht überschätzt. Es kann
festgehalten werden: Die Hauptrichtungen der Eigenspannungen werden durch
die Richtung der aufsummierten, oberflächengenerierenden Kräfte unter Verwen-
dung von Gleichung 8.3 in ausreichender Genauigkeit wiedergegeben.
Methodik zur Vorhersage von Eigenspannungstiefenverläufen
Wie dem Stand der Technik zu entnehmen ist, sind Eigenspannungstiefenverläufe
derzeit selbst bei einfachen Fertigungsprozessen wie dem Hobeln nur bedingt durch
numerische Methoden, beispielsweise durch FE-Spanbildungssimulation, vorhersagbar.
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Bild 8.10: Methodik zur Vorhersage der Eigenspannungstiefenverläufe
Zuvor ist eine Kalibrierung der Reibungsverhältnisse und ein für den Werkstoff geeig-
netes Separations- und Spanbruchskriterium notwendig (vgl. Kapitel 2.3.1), was in der
Praxis nur schwer umgesetzt werden kann. Für die Vorhersage von Eigenspannungs-
tiefenverläufen bei einem komplexen Fertigungsprozess wie der Rekonturierung mit
Kugelkopffwerkzeugen, wird daher ein hybrider Ansatz gewählt (vgl. Bild 2.14), der ana-
lytische sowie empirische Gleichungen auf Basis der Erkenntnisse der Titanbearbeitung
verbindet. Als Basis dient der wichtigste Punkt eines Eigenspannungstiefenverlaufs und
zwar das globale Minimum, beschrieben durch die Tiefe des globale Minimums zg und
dem dazugehörigen Eigenspannungswert σg am globalen Minimum, dargestellt in Bild
8.10.
Zur Vorhersage des Eigenspannungswerts σg am globalen Minimum wird ein empiri-
scher, funktioneller Zusammenhang zwischen den oberﬂächengenerierenden Kräften
und den gemessenen Eigenspannungen hergeleitet. Hierbei ist für eine physikalische
Interpretation wichtig, die Anzahl der Eingangsgrößen und der empirischen Koefﬁzien-
ten möglichst gering zu halten. Als Basis dient das entwickelte Kraftmodell aus Kapitel
7.3, das die oberﬂächengenerierende Kraft in Scher- und Ploughinganteil aufteilt. Diese
Kraftanteile werden maßgeblich der primären bzw. tertiären Scherzone zugeordnet.
Zur Vorhersage der Tiefe des globalen Minimums zg, werden die analytischen Gleichun-
gen der Hertzschen Pressung [Her81, Joh85] verwendet. Es wurde in Kapitel 8.2 ge-
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zeigt, dass bei geringer thermischer Werkstückbelastung die Effekte der Schneidkanten-
verrundung rβ auf die Eigenspannungen bei der Zerspanung mit dem Festwalzprozess
vergleichbar sind. Somit wird angenommen, dass die analytischen Methoden für den
Festwalzprozess (vgl. [Röt03, Mad06, Win00]) auch für das Kugelkopffräsen anwendbar
sind. Die Autoren Röttger [Röt03] und Mader [Mad06] betonen zwar ausdrücklich, dass
mit den analytischen Ansätzen eine quantitative Vorhersage nicht möglich ist, wobei
diese Aussage auf den Gesamtverlauf eines Eigenspannungstiefenproﬁls bezieht und
nicht auf einen einzelnen Wert, wie in diesem Fall die Tiefe des globalen Minimums zg.
Der Ansatz die Hertzsche Pressung als Eingangsgröße zur Modellierung eines Eigen-
spannungstiefenverlaufs nach der Zerspanung zu verwenden, wurde in der Literatur
mehrfach umgesetzt [Val12, Su12, Mon12], jedoch bisher nicht für das Kugelkopffräsen
von Ti-6Al-4V. Sind die Werte zg und σg bekannt, können daraus weitere charakte-
ristische Punkte eines Eigenspannungstiefenverlaufs abgeleitet werden, sodass eine
mathematische Funktion durch diese Punkte den simulierten Eigenspannungstiefenver-
lauf ergibt.
Bestimmung der Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums zg durch Hertz-
sche Pressung
Bei der Verwendung der Hertzschen Gleichungen gelten folgende Nebenbedingungen
[Röt03, S. 71ff], [Joh85, S. 90ff]:
• Ideal glatte Oberﬂäche der Kontaktpartner, sodass keine Reibung herrscht. Es
wirken nur Normalkräfte zwischen den Kontaktpartnern.
• Homogenes und isotropes Material beider Kontaktpartner. Anwendung des linear-
elastischen Hookschen Gesetzes möglich. Daraus folgt, dass keine plastische
Deformation zwischen den Kontaktpartnern auftritt.
• Die sich ausbildende Kontaktﬂäche π · a2 muss deutlich kleiner sein als die makro-
skopische Dimension der Kontaktpartner. Dies gilt insbesondere für die relativen
Radien r1, r2 beider Kontaktpartner.
Die meisten der oben genannten Bedingungen treffen für die Zerspanung nicht zu.
Kritisch sind insbesondere die Begrenzung auf elastische Deformationen sowie die
Vernachlässigung der Reibung im Bereich der Schneidkante. Das sind die Gründe,
weshalb eine quantitative Nutzung (X- und Y-Achse aus Bild 8.10) der Hertzschen
Spannungen beim Zerspanvorgang nicht möglich ist. Trotz dieser Einschränkungen
ermöglichen die Gleichungen eine relative Betrachtung (Nur X-Achse aus Bild 8.10)
der maximalen Vergleichsspannungen unterhalb der Oberﬂäche. Somit ist es das Ziel,
die Gleichungen nur zur Vorhersage der Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums
zg zu verwenden. Die genauen Werte der Spannungen durch die Hertzsche Pressung
und die daraus resultierenden Eigenspannungen (Y-Achse aus Bild 8.10) sind somit
sekundär. Diese Vorgehensweise basiert auf den Erkenntnissen aus der Literatur (Bild
8.5) beziehungsweise aus den Eigenspannungsmessungen (Bild 8.4) und ist aufgrund
der vergleichbaren Pressvorgänge, jedoch unterschiedlichen Spannungen aufgrund
Materialﬂusses im Bereich der tertiären Scherzone wissenschaftlich legitim. Auf den
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Fall der Rekonturierung durch Kugelkopfwerkzeuge übertragen, sind die Kontaktpartner
eine Kugel aus Hartmetall (Index Wz) mit dem Radius rβ und eine Ebene aus Ti-6Al-











mit ν als den jeweiligen Poissonzahlen der Werkstoffe bzw. ν∗ als deren Mittelwert.
Durch die sich elastisch ausbildende Kontaktﬂäche π · a2 resultiert ein Kontaktkreis mit
dem Radius a. Dieser ist in Bild 8.11(A) dargestellt und berechnet sich zu
a =
(




Ebenfalls ist in Bild 8.11(A) die wirkende Kraft zwischen den Kontaktpartnern FHtz
eingezeichnet, die dem Integral des dazu resultierenden Spannungsproﬁl p(x) über die













Der vordere Teil von Gleichung 8.6 entspricht der maximalen Pressung p0 bei x = 0.
Für die Hertzschen Gleichungen existieren analytische Lösungen zur vollständigen
Beschreibung des mehrachsigen Spannungszustands in der Bauteiltiefe z. Sie lauten
für die Hauptrichtungen [Joh85]
σx/y = p0 ·
[






















Es sei erwähnt, dass die Lösung dieser Gleichung einen Spezialfall darstellt und die
Fundamentalgleichungen zur Berechnung der Bauteilspannungen in der Tiefe für jedes
beliebige Spannungsproﬁl in [Joh85, Gleichung 2.23a - 2.23c] beschrieben sind. Für
eine detaillierte Herleitung der Gleichungen 8.4 bis 8.7 sei ebenfalls auf das Buch
von Johnson verwiesen [Joh85]. Die Verläufe der Bauteilspannungen als Funktion der
Tiefe z unter Verwendung von Gleichung 8.7 an der Stelle x = 0 für eine Kraft von
FHtz = 100N sind beispielhaft in Bild 8.11(B) dargestellt.
Es wird deutlich, dass alle drei Spannungskomponenten σx/y/z negative Vorzeichen
haben und somit ein inﬁnitesimales Bauteilvolumen unterhalb von p0 in alle drei Raum-
richtungen durch Druck belastet wird. Dieser Zustand wird hydrostatischer Spannungs-
zustand genannt, bei dem alle Hauptspannungen gleich groß sind. Bei diesem Span-
nungszustand ﬂießt der Werkstoff nicht aufgrund der fehlenden Schubspannung [Kie09].
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Abstand zur Oberflächez 































p(x = 0) = p  0
p(x = 0) = p  0
p(x = 0) = p  0
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Hertzsche Pressung Kugel - Ebene
Radius Kugel   = 60 µm  Kraft   = 100 Nr Fb Pl
E-Modul Kugel E   = 600 GPa E-Modul Ebene E   = 108 GPa1 2


















Bild 8.11: Spannungskomponenten der Hertzschen Pressung
Die Differenz zwischen resultierenden Spannungszustand und dem hydrostatischen






2 · σx/y + σz
)
σdev,x/y = σx/y − σhydr
σdev,z = σz − σhydr.
(8.8)
Der hydrostatische und deviatorische Spannungsanteil sind in Bild 8.11(C) dargestellt.
Anschließend wird der mehrachsige Spannungszustand σdev,x, σdev,y, σdev,z in einen
einachsigen Spannungszustand σv überführt, indem die Gestaltänderungsenergiehypo-





dev,x/y − 2 · σdev,z · σdev,x/y (8.9)
angewandt wird. Werden die Gleichungen 8.6 bis 8.8 in Gleichung 8.9 eingesetzt und
132 8 Eigenspannungen























a3 − 2a3ν∗)] · [2az2 + 2a3]−1 . (8.10)
Die Vergleichsspannung σv ist in Bild 8.11(D) dargestellt. Es zeigt sich eine maximale
Vergleichsspannung unterhalb der Oberﬂäche. Aus dem Verlauf der Vergleichsspannung
wird das Maximum berechnet. Die Tiefe dieses Maximums entspricht in dem Modell der
Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums zg.
Auf das Kugelkopffräsen übertragen, entspricht die Kraft FHtz dem Anteil der Ploughing-
kraft, die Normal zur Werkstückoberﬂäche wirkt. Es wird in dem Modell angenommen,
dass dieser Anteil der Ploughingkraft unabhhängig von den Einstellgrößen ist und sich
nur mit variierenden Schneidkantenradien rβ ändert. Dies ist damit zu begründen, dass
beim Zerspanvorgang der Werkstoff an der betrachteten Stelle schon getrennt ist und
die restliche Arbeit in der primären bzw. sekundären Scherzone verrichtet wird. Daraus
folgt, dass die Kraft FHtz, die eine notwendige Eingangsgröße für die Gleichung 8.10
darstellt, maßgeblich vom Kraftkoefﬁzienten kre (Gleichung 7.15) abhängig sein muss.
Dieser Koefﬁzient beschreibt den Ploughinganteil (Index e für Edge), der Normal (In-
dex r für Radial) zur Oberﬂäche wirkt (vgl. [Lee95, S. 32ff]). Sowohl die Koefﬁzienten
kre für die Schneidkantenverrundungen rβ = 4µm− 60 µm als auch die experimentell
ermittelten Tiefen zg der globalen Eigenspannungsminimas (siehe z. B. Bild 8.4), sind
aus Kapitel 8.2 bekannt. Ferner wird angenommen, dass sich die Kraft FHtz beim Zer-
spanprozess proportional zu den Kraftkoefﬁzienten kre verhält, der sich nur mit der
Schneidkantenverrundung rβ ändert.
Ein weiterer Aspekt der berücksichtigt werden muss, ist die Methodik der Eigenspan-
nungsmessung, die sich immer auf ein Bauteilvolumen bezieht. Das betrachtete Bau-
teilvolumen bei der Eigenspannungsmessung ist vereinfacht die untere Hälfte eines
Ellipsoids (gekippter Kollimator) mit einer maximalen Höhe, die der Informationstiefe z0
des Röntgenstrahls entspricht. Somit ist der gemessene Eigenspannungswert immer ein
integrales Mittel über dieses Volumen. Unter dieser Voraussetzung würde ein globales
Eigenspannungsminium, dessen Tiefe kleiner ist als die Eindringtiefe des Röntgen-
strahls zg < z0, messtechnisch nicht zu detektieren sein. Der Grund ist, dass der Verlauf
am globalen Eigenspannungsminimum gemittelt werden würde. Um diesen Aspekt der
Eigenspannungsmessung zu berücksichtigen, wurde ebenfalls bei der Berechnung von
zg aus Gleichung 8.10 ein integrales Mittel über die Eindringtiefe z0 gebildet. Diese
Maßnahme führt dazu, dass für den Fall zg < z0 das berechnete, globale Minimum bei
zg = 0µm liegt, analog zu den Eigenspannungsmessungen.
Das Ergebnis der experimentell bestimmten Werte zg des globalen Eigenspannungsmi-
nimums und der berechneten Werte aus dem Verlauf der Gleichung 8.10, sind in Bild
8.12 dargestellt. Es zeigt sich, dass bei der Berücksichtigung des integralen Mittels,
sowohl bei der Hertzschen Pressung als aus im Experiment, kein globales Minimum
für Schneidkantenverrundungen von rβ = 4µm resultiert. Zwar zeigt sich bei rβ = 15µm
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z gKugelkopffräsen Hertzsche Pressung
Prozess: Kugelkopffräsen    Hertzsche Pressung
Schneidkantenver. r  = 4 - 60 µm  Radien Kugel    = 4 - 60 µm b rb
Anstellwinkel l/t  = 15°/0°  E-Moduln  E /E  = 600/108 GPa1 2
Werkzeug  1   Kraft  F  ~ k  = 18,9 - 226,2 N rePl
Bild 8.12: Korrelation der Eigenspannungsminima mit dem Spannungsmaximum der
Hertzschen Pressung
bei der Hertzschen Pressung ein globales Minimum bei zg ≈ 5 µm, jedoch ist dies
sehr nahe im Bereich der Eindringtiefe z0. Die restlichen vorhergesagten Werte für zg
liegen innerhalb der Messunsicherheit der Eigenspannungsbestimmung. Es kann fest-
gehalten werden: Die Gleichungen der Hertzschen Pressung eignen sich in erster
Näherung für die Vorhersage der Tiefe des globalen Eigenspannungsminimums.
Bestimmung des Eigenspannungswertes beim globalen Minimum σg durch ober-
flächengenerierende Kräfte
In Kapitel 7.3 wurde eine Methodik zur Berechnung der oberﬂächengenerierenden
Kräfte hergeleitet, die maßgeblich die Werkstückbelastung während der Rekonturierung
beschreibt. Des Weiteren wurde die Hypothese aufgestellt, dass die oberﬂächengene-
rierenden Kräfte als Kennwert für die Eigenspannungsentstehung verwendet werden
können. Jedoch reichen die oberﬂächengenerierenden Kräfte alleine nicht aus, um
Spannung bzw. Eigenspannungen zu beschreiben. Hierzu ist die Fläche notwendig, auf
die die oberﬂächengenerierenden Kräfte wirkt. Somit wird die Arbeitshypothese wie folgt
erweitert: Es existiert ein funktioneller Zusammenhang zwischen dem Wert des
globalen Eigenspannungsminimums σg, den oberflächengenerierenden Kräften
sowie einem Kennwert, der eine Fläche repräsentiert.
Um diese These zu belegen, wurden alle experimentellen Untersuchungen in dieser
Arbeit zur Eigenspannungsentstehung in CutS nachgestellt. Dies entspricht der Variati-
on von Einstellgrößen und Werkzeuggeometrien, die in Tabelle 6.1 und 8.1 aufgelistet
sind. In der Summe sind dies 109 Kombinationen, bei denen 11 verschiedene Werk-
zeuggeometrien eingesetzt und die dazugehörigen Kraftkoefﬁzienten ermittelt wurden.

































Bild 8.13: Beschreibung und Berechnung des Kennwert der Fläche Asp
den in der Simulation lediglich Teilnutenschnitte an einem 3x3 mm großen, digitalen
Werkstückblock durchgeführt, dessen Fläche etwa der Fläche einer Ellipse des ge-
kippten Kollimators bei der experimentellen Eigenspannungsbestimmung entspricht.
Die simulierten Prozesskräfte wurden stichpunktartig überprüft und zeigen eine gute
Übereinstimmung mit den gemessenen Prozesskräften (vgl. Bild 7.15). Anschließend
wurden bei allen Kombinationen die oberﬂächengenerierenden Prozesskräfte berechnet,
die experimentell nicht validierbar sind. Die oberﬂächengenerierenden Kräfte als auch
die Prozesskräfte setzen sich aus dem Scheranteil FS und dem Ploughinganteil FPl
zusammen. Für jedes diskrete Schneideninkrement gilt (vgl. Kapitel 7.3 und [Alt01])
dFi = dFS,i + dFPl,i
dFS,i = kc,i · h · db
dFPl,i = ke,i · dS · f (h, rβ)
(8.11)
mit dem Index i für die tangentiale, radiale und axiale Richtung. In der Simulation zeigte
sich durch die sehr geringen Spanungsdicken h im Bereich der Oberﬂächengeneration,
dass der Ploughinganteil FPl deutlich größer ist als der Scheranteil FS. Bei den Prozess-
kräften ist dies bekanntermaßen umgekehrt der Fall. Dies bestätigt die Aussage aus
Kapitel 7.2.2, dass für die Eigenspannungen die Quetschvorgänge (FPl) relevanter sind
als die Trennvorgänge (FS). Insbesondere gilt dies für den Kugelkopffräsprozess, weil
die Spanungsdicken bei der Oberﬂächengeneration kleiner als z. B. beim Drehen sind.
Damit lässt sich ebenfalls erklären, weshalb z. B. die Einstellgrößen Zahnvorschub fz
oder Zeilenbreite br (FS) zwar die Eigenspannungen beim Kugelkopffräsen beeinﬂussen,
jedoch dies bei anderen Fertigungsverfahren signiﬁkant ist. Im Gegensatz dazu verän-
dert die Schneidkantenverrundung rβ (FPl) deutlich signiﬁkanter die Eigenspannungen,
vgl. Kapitel 6.3.
Im Folgenden wird der oben erwähnte Kennwert der Fläche, Asp genannt, in Bild 8.13
erläutert. Die gesamte Simulation basiert ausschließlich auf der Betrachtung des aktuell
geschnittenen Volumens Vji zum Zeitpunk i für Schneide j . Das Volumen wird mit Dexel
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beschrieben und setzt sich aus Start- Pdx,1 und Endpunkten Pdx,2 der Dexel zusammen.
Dies ist schematisch links in Bild 8.13 durch die rote und grüne Fläche dargestellt. In der
Mitte ist eine Simulation mit einem beispielhaften Volumen Vji gezeigt, bei dem alle Dexel
durch rote Start- bzw. grüne Endpunkte gekennzeichnet sind. Die fett dargestellten
Punkte repräsentieren die Dexel, die in Kontakt zur ﬁnalen Oberﬂäche stehen und
somit für die Berechnung der oberﬂächengenerierenden Kräfte berücksichtigt werden.
Der Kennwert Asp ist die Fläche, die durch die Startpunkte aller Dexel gebildet wird,
die in Kontakt zur ﬁnalen Oberﬂäche stehen. Bei einer vergrößerten Betrachtung der
Dexel Startpunkte von oben, rechts in Bild 8.13, ist die Anordnung der z-Dexel als Array
sichtbar. Zu beachten ist, dass die Startpunkte der Dexel unterschiedliche Höhenwerte
aufweisen und somit eine unregelmäßige Fläche im dreidimensonalen Raum bilden.
Es wird vereinfacht angenommen, dass es sich hierbei um ein im Raum beﬁndliches




√∣∣ #»g ∣∣2 ∣∣∣ #»f ∣∣∣2 − (〈 #»g , #»f 〉)2. (8.12)
Diese Vereinfachung kann getroffen werden, wenn die Fläche im Raum nicht stark ver-
drillt ist. Es zeigte sich, dass die Vektoren
#»
f und #»g (Bild 8.13) sich in den meisten Fällen
schneiden, wodurch die oben genannte Vereinfachung gültig ist und somit Gleichung
8.12 verwendet werden kann. Die Summation aller Flächen ∆Asp zum Zeitpunkt i führt
zum Kennwert Asp.
Bei der Korrelation der Eigenspannungsmesswerte und dem gesuchten funktionalen
Zusammenhang muss berücksichtigt werden, dass bei einem Großteil der 654 Eigen-
spannungsmessungen (109 Variationen, jede einmal wiederholt, je drei Messrichtungen)
aus den Versuchsplänen der Tabellen 6.1 und 8.1 keine Eigenspannungstiefenverläufe
vorliegen, sondern lediglich die oberﬂächennahen Eigenspannungen σoberﬂ.. Das globale
Eigenspannungsminimum mit der Tiefe zg und dem Wert σg ist somit unbekannt. Jedoch
konnte gezeigt werden, dass die Entstehung eines globalen Eigenspannungsminimums
maßgeblich von der Schneidkantenverrundung rβ beeinﬂusst wird und weniger von
den Einstellgrößen. Um von dem gemessenen Eigenspannungswert an der Oberﬂäche
σoberﬂ. auf die Eigenspannungen am globalen Minimum σg zu schließen, ohne Eigen-
spannungstiefenverläufe zu erstellen, wird der gemessene Wert σoberﬂ. mit dem Faktor
G = σ1,2(z = 0)/σ1,2(z = zg) multipliziert. Der funktionale Zusammenhang zwischen
der Schneidkantenverrundung rβ und G ist durch die Messdaten aus Bild 8.12 und
8.4 bekannt. Wird hierbei die Streckgrenze von Ti-6Al-4V überschritten, so wird dieser
Messwert nicht weiter für die Korrelation berücksichtigt.
Zur Bestimmung des empirischen Zusammenhangs zwischen den Eigenspannungen
am globalen Minimum σg = σoberﬂ. ·G−1 in der Tiefe z = zg sowie der oberﬂächengenerie-
renden Kräfte und dem Flächenkennwert Asp, wurde die Software Eureqa® verwendet.
Diese ermittelt funktionale Zusammenhänge zwischen den Eingangs- (simuliert: Asp,
oberﬂächengenerierenden Kräfte FPl) und Ausgangsgrößen (gemessen: σ1,2 ·G) und
teilt die resultierenden Gleichungen nach Komplexität und Genauigkeit auf. Die Software
ermittelt eine Vielzahl an möglichen Korrelationen. Folgende Gleichung wurde aufgrund
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der geringen Anzahl an Koefﬁzienten ausgewählt



















mit den empirischen Koefﬁzienten K1 = −27,961mm−3 bzw. K2 = −41,454mm−3. Der
Ploughinganteil der oberﬂächengenerierenden Kräfte, die parallel zur Oberﬂäche wirken,
wurde auf der 3x3 mm großen Fläche gemittelt zu FPl ,x bzw. FPl ,y . Der gemittelte Flächen-
kennwert Asp entspricht der mittleren Fläche, auf der diese Kräfte wirken. Die Fläche
Asp ist abhängig vom dem eingestellten Winkelschritt δϕ, der im Simulationssystem
eingestellt und berechnet wird mit
δϕ =
n · 360°
60 ·∆t . (8.14)
In Gleichung 8.13 ist auffällig, dass die Kraft nicht durch die Fläche dividiert wird, son-
dern mit deren Wurzel multipliziert. Der Grund für diesen Zusammenhang wird in der
Deformationsmorphologie vermutet, die im Detail in [Nes15] erörtert ist. Gerade bei
kleinen Zahnvorschüben fz und Zeilenbreiten br werden die Spanzipfel mehrfach umge-
formt, wodurch keine höheren, sondern geringere Druckeigenspannungen resultieren
können [Plö02], obwohl die Kräfte auf einer kleineren Fläche wirken. Dieser Effekt wird
nicht in der Abtragssimulation, jedoch in der Empirie der Gleichung 8.13 berücksichtigt.
Die Korrelation zwischen Gleichung 8.13 und den Messwerten bei z = zg ist für die
Hauptrichtung σ1 und σ2 in Bild 8.14 dargestellt.
Jeder Datenpunkt repräsentiert eine geänderte Einstell- bzw. Werkzeuggröße. Zur
besseren Übersicht wurden alle Datenpunkte mit einer variierenden Schneidkantenver-
rundung rβ hervorgehoben. Es ist zu erkennen, das tendenziell höhere Schneidkanten-
verrundungen rβ zu höheren Druckeigenspannungen führen, was bei den Kennwerten
aus Gleichung 8.13 durch die erhöhten Ploughingkräfte abgebildet wird. Die Deﬁnition
σ1 > σ2 wird durch den betragsmäßig größeren Koefﬁzienten K2 berücksichtigt. Des
Weiteren sind in Bild 8.14 die Konﬁdenzintervalle der Messungenauigkeit der Eigenspan-
nungsbestimmung unter Vergleichsbedingung (vgl. Bild 5.8) mit dem Vertrauensbereich
von ξ = 90% eingezeichnet. Ein Großteil der simulierten Kennwerte S1 und S2 aus
Gleichung 8.13 liegen in dem Konﬁdenzintervall. Dies wird auch durch die mittlere
quadratische Abweichung (RMS) deutlich, die bei S1 71,1MPa beträgt und somit im
Bereich der Messunsicherheit liegt. Bei S2 ist der Wert mit 92,7MPa höher, jedoch noch
innerhalb des Konﬁdenzintervall von ξ = 99%. Die korrigierten Bestimmtheitsmaße
zwischen den Messdaten und Gleichung 8.13 betragen R2korr = 0,72 bzw. R
2
korr = 0,71.
Aufgrund der hohen Varianz der Eigenspannungsmessungen und der Berücksichtigung
von allen möglichen Eingestell- und Werkzeuggrößen eines Rekonturierungsprozesses
mit Kugelkopffwerkzeugen ist dieses Ergebnis akzeptabel und liegt nur leicht unterhalb
einer direkten Regression der Messwerte (vgl. Bild 8.1). Es sei erwähnt, dass mit der
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r  = 4 µmb
r  = 15 µmb
r  = 30 µmb
r  = 40 µmb
r  = 60 µmb
Prozess: Kugelkopffräsen
Schnittgeschw. v   = 15 - 60 m/min Anstellwinkel l/t   = 15 - 60°/0 - 60°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,1 - 0,4 mm Werkzeugtyp: 1 (r   = 4 - 60 µm)z b
Zeilenbreite b   = 0,2 - 0,6 mm Prozessstr.: Gleich/Gegenlaufr
Konfidenzintervall der 
Messwerte x= 90%
R²   = 0,72 korr
RMS error  = 71,1
R²   = 0,71 korr
RMS error  = 92,7
Konfidenzintervall der 
Messwerte x= 90%
f   = 0,25 mmz
b   = 0,60 mmr
l/t = 60°/0°
f   = 0,10 mmz




Bild 8.14: Korrelation des simulierten Kennwerts s1,2 mit dem experimentell bestimm-
ten Eigenspannungen σ1,2
Software Eureqa® weitere empirische Gleichungen berechnet wurden, die eine besse-
re Prognosefähigkeit als Gleichung 8.13 besitzen. Jedoch ist dies nur möglich durch
eine höhere Anzahl an Koefﬁzienten und somit einer steigenden Modellkomplexität,
die physikalisch nur schwer begründbar ist. Mit Gleichung 8.13 ist es gelungen eine
annehmbare Vorhersage der Eigenspannungen bei 109 verschiedenen Kombinationen
an Einstell- und Werkzeuggrößen in einem Modell zu realisieren, das lediglich zwei
Eingangsgrößen (FPl, Asp) und einen empirischen Koefﬁzient benötigt.
Mit der Korrelation aus Bild 8.14 und der Hertzschen Pressung, ist der Eigenspannungs-
wert σg sowie die Tiefe zg am globalen Minimum bekannt. Somit ist ein charakteristischer
Punkt des Eigenspannungstiefenverlaufs vorhanden. Durch die Kenntnis von σg ist ein
zweiter charakteristischer Punkt eines Eigenspannungstiefenverlaufs bekannt und zwar
der Eigenspannungswert an der Oberﬂäche σoberﬂ.. Dieser lässt sich mit dem Faktor G
als Funktion der Schneidkantenverrundung rβ zu σoberﬂ. = G · σg berechnen. Der dritte
charakteristische Punkt eines Eigenspannungstiefenverlaufs ist die Tiefe des beeinﬂuss-
ten Bereichs z0 (vgl. Bild 7.2). Vereinfacht wird hier analog zum Faktor G angenommen,
dass dieser Punkt auch maßgeblich von der Schneidkantenverrundung rβ festgelegt wird.
Somit kann ebenfalls aus den Messdaten ein empirischer Zusammenhang zwischen
rβ und z0 hergestellt werden, der im Folgenden verwendet wird. Anschließend wird ein
Eigenspannungstiefenverlauf durch die drei berechneten, charakteristischen Punkte
gelegt. Der Verlauf wird mathematisch mit Hilfe einer gedämpften Sinusfunktion be-




Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l/t   = var./0°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,4 mm Werkzeugtyp: 1 (r   = var.)z b
Zeilenbreite b   = 0,2 mm Prozessstr.: var.r










































































l  = 15°
r   = 40 µmb
Gegenlauf
l  = 60°





l  = 15°








Bild 8.15: Simulation der Eigenspannungstiefenverläufe
et al. verwiesen [Ulu14]. Das Ergebnis ist in Bild 8.15 dargestellt. Es zeigt sich, dass der
tendenzielle Verlauf der Eigenspannungen mit der beschriebenen Methode gut wieder-
gegeben wird. Die Simulationen mit kleiner Schneidkantenverrundung rβ = 4µm zeigen
wie die Messdaten kein globales Eigenspannungsminimum und somit gilt σoberﬂ. = σg
mit zg = 0. Die Modellabweichungen liegen im Bereich der Messungenauigkeit.
Das vierte Teilziel dieser Arbeit, die Vorhersage der Eigenspannungen auf Basis der
mechanischen Bauteilbelastung, ist durch einen hybriden Modellansatz erreicht.
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9 Topographie
In diesem Kapitel wird die Topographie und deren Vorhersage bei der Rekonturie-
rung zur Erreichung des vierten Teilziels der Arbeit behandelt. Anders als im letzten
Kapitel, wird die Response-Surface-Methode durch Regression der Eingangs- und
Ausgangsparameter aufgrund der hohen Anzahl an möglichen Zielgrößen (Ra, Rz,
Rmax, Sa, Sz, etc.) nicht angewendet. Im Gegensatz zu den Eigenspannungen sind
die grundsätzlichen Zusammenhänge bei der Entstehung der Oberﬂächentopographie
besser bekannt. Wichtiger für die Vorhersage der Oberﬂäche ist die Erfassung der
wichtigsten und noch unbekannten Wirkzusammenhänge. Aus diesem Grund werden
überwiegend die simulierten und gemessenen Topographien direkt miteinander ver-
glichen und die auftretenden Effekte hinsichtlich der Gestaltabweichungen in 1. bis 4.
Ordnung eingeteilt.
9.1 Versuchsplanung
Wie in Kapitel 6.2 beschrieben, stimmen die Ergebnisse der Signiﬁkanzanalyse der
Oberﬂächentopographie mit den Erkenntnissen der Literatur überein und können eindeu-
tig auf kinematische und materielle Einﬂüsse zurückgeführt werden. Ferner zeigte sich
in Kapitel 6.2, dass die Konturabweichungen nach der Rekonturierungen nur bei labilen
Fräswerkzeugen relevant sind und bei Werkzeugtyp 1 vernachlässigt werden können.
Aus diesem Grund reichen die Variationen von Werkzeugtyp 1 aus den Versuchsplänen
der Tabellen 6.1, 8.1 und 8.2 aus, um die Effekte der Oberﬂächentopographie im Detail
zu erläutern. Statt der Eigenspannungen wird die Oberﬂäche mit der in Kapitel 5.2.2
beschriebenen Methodik gemessen.
Für eine detailliertere Analyse der Konturabweichungen wird ein weiterer Versuchsplan
unter Verwendung des Werkzeugtyps 2 realisiert. Es wurde in Kapitel 6.2 gezeigt, dass
die Konturabweichungen maßgeblich auf die Werkzeugabdrängungen zurückzuführen
sind, sodass bei labilen Werkzeugen die Prozesskräfte entscheidend die Oberﬂächento-
pographie beeinﬂussen. Aufgrund der bekannten Wirkbeziehungen ist eine Regression
durch einen statistischen Versuchsplan nicht notwendig und daher wird ein klassischer
Versuchsplan analog zu Kapitel 7.1 gewählt. Der Versuchsplan, mit den gewählten
Stufenwerten unter Verwendung von Werkzeugtyp 2, ist in Tabelle 9.1 zusammenge-
fasst, wobei der Standardwert jeweils unterstrichen ist. Der experimentelle Aufbau der
Versuchspläne aus den Tabellen 8.1 bis 9.1 ist in Kapitel 5.1 beschrieben.
1Der Wert bezieht sich relativ zum Grundwerkstoff. Der Wert ap = −0,5mm bedeutet, dass die Schweiß-
naht in mehreren axialen Zustellungen entfernt wird.
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Tabelle 9.1: Faktorstufenkombinationen eines klassischen Versuchsplans für das
Kugelkopffräsen (Werkzeug 2), Zielgröße: Oberﬂächentopographie
Faktor Kürzel Variationen Einheit
Zahnvorschub fz -0,20 0,40 0,60 mm
Schnitttiefe1 ap -0,50 0,05 0,50 mm
Zeilenbreite br -0,20 0,50 0,80 mm
Vorschubrichtungswinkel λ 0 30 60 °
Kippwinkel τ 0 30 °
Vorschubrichtung - Quer bzw. Längs zur Schweißnaht -
9.2 Vorhersage der kinematischen Topographie
Für die Vorhersage der Topographie wird die reale Kinematik des Fräsprozesses analog
zu Kapitel 7.3 mit der am IFW entwickelten, dexelbasierten Materialabtragssimula-
tion CutS abgebildet. Die resultierende, sogenannte kinematische Topographie (vgl.
Kapitel 2.3.2) bildet bei der Rekonturierung, je nach gewählten Einstellgrößen, die
Gestaltabweichungen 2. bis 3. Ordnung ab, siehe Bild 9.1.
Ne/80023b © IFW
Formabweichungen Welligkeit Rillen Riefen, Schuppen
1. Ordnung 2. Ordnung 3. Ordnung 4. Ordnung
Bild 9.1: Gestaltabweichungen nach DIN 4760. Fokus: 2. und 3. Ordnung, kinemati-
schen Topographie
Neben der trochoidalen Kinematik ist ebenfalls ein möglichst exaktes CAD-Werkzeugmodell
notwendig, das in CutS importiert wird. Derzeit existieren jedoch seitens der Werk-
zeughersteller selten exakte CAD-Modelle bzw. werden diese nicht zur Verfügung
gestellt. Daher ist der erste Schritt für die Vorhersage der kinematischen Topographie
die Modellierung der eingesetzten Fräswerkzeuge.
Modellierung der Werkzeuge
Mit der 4-Achs-CNC-Messmaschine vom Typ Walter HeliCheck wurden mehrfach der
Spanwinkel γ, der Freiwinkel α, die Gestalt der Freiﬂächenfase und der Drallwinkel δ ent-
lang des Radius von Werkzeug 1 erfasst. Der Freiwinkel mit α = 12°und der Spanwinkel
γ = 8°sind bei diesem Werkzeug nahezu konstant über den gesamten Werkzeugradius.
Lediglich nahe der Werkzeugspitze ist der Spanwinkel negativ ausgeführt, was zur
Vorbeugung von Schneidkantenausbrüchen dient. Das Werkzeug besitzt im Schaft-
und Kugelbereich je zwei konstante Drallwinkel von δK = 30° bzw. δS = 25°. Diese
Daten werden in ein Matlabskript eingelesen und die Schneidenpositionen in X, Y und
Z berechnet, jeweils separat für Kugel- und Schaftbereich. Anschließend erfolgt durch
eine geeignete Koordinatentransformation die Bestimmung der Begrenzungen der Span-
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und Freiﬂäche, wodurch die Schneidkeilgeometrie in jeder Achsposition des Werkzeug





X, Y, Z- Messpunkte aus KMGErstellte Schneidenkontur mit Matlab




















Bild 9.2: Digitalisierung der verwendeten Werkzeuge
Die vorhandenen Punkte der Schneiden und Begrenzungskanten mit den jeweiligen
Koordinaten in X, Y und Z werden mit der Berechnungsvorschrift des Initial Graphics
Exchange Speciﬁcation (IGES) [AST96] in eine Text-Datei konvertiert, die von CAD-
Programmen interpretiert und in ein CAD-Volumenmodell umgewandelt wird. Die Schnei-
de sowie die Begrenzungskanten von Span- und Freiﬂäche sind als Splines ausgeführt,
die durch deﬁnierte Ebenen miteinander verbunden sind. Dies ist unten in Bild 9.2(A)
dargestellt. Der Vorteil dieser Methode ist die schnelle und einfache Erstellung von
CAD-Werkzeuggeometrien für die Materialabtragssimulation. Jedoch wird hierbei der
Rundlauffehler nicht berücksichtigt.
Bei Werkzeug 2 variieren Span-, Frei- und Drallwinkel leicht aufgrund der ﬂach aus-
geführten und schräg im Raum positionierten Wendeschneidplatte (vgl. Tabelle 5.3).
Des Weiteren ist die Orientierung aller Flächen und Kanten der Wendeschneidplatte
windschief zur Werkzeugachse, wodurch die oben beschriebene IGES Berechnungs-
vorschrift nicht angewendet werden kann. Jedoch besitzt die Wendeschneidplatte ﬂach
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geschliffene Flächen, die als Referenz dienen und mit einem Koordinatenmessgerät
angetastet wurden. Der Koordinatenursprung der Messung ist die Werkzeugachse und
eine geschliffene Fläche der HSK-Aufnahme. Die X, Y und Z-Punkte der angetasteten
Flächen und Kanten wurden in eine CAD-Umgebung eingeladen. Anschließend wurden
Flächen durch die Messpunkte manuell extrudiert. Die Methodik und das Ergebnis ist
Bild 9.2(B) dargestellt. Der Vorteil dieser Methode ist die klare Deﬁnition einer Werkzeu-
gachse und somit die Berücksichtigung des Werkzeugrundlaufs. Jedoch ist diese Art
Modellierung manuell und somit zeitaufwendig.
Es sei an dieser Stelle auf die essentielle Notwendigkeit einer exakten, digitalen Abbil-
dung für die Werkzeuge 1 und 2 hingewiesen, was den hohen Aufwand zur Modellierung
rechtfertigt. Kleine Abweichungen von wenigen Mikrometern zwischen der digitalen
und realen Werkzeuggestalt führen zu einer signiﬁkanten Abweichung zwischen der
kinematischen sowie gemessenen Topographie.
Simulation der kinematischen Oberflächentopographie
In diesem Abschnitt werden die Gemeinsamkeiten und Unterschiede zwischen den
Messdaten und der Simulation der kinematischen Topographie beschrieben und er-
läutert. Als experimentelle Datengrundlage dienen die erzeugten Oberﬂächen der
Eigenspannungsuntersuchungen aus Kapitel 6 und 8, die mit dem konfokalen Weißlicht-
mikroskop (vgl. Kapitel 5.2.2) digitalisiert wurden. Analog zu den Experimenten wurden
simulativ alle Oberﬂächen mit einem 3x3 mm großem Werkstück erzeugt, sodass die
Dexeldichte etwa der Auﬂösung des Weißlichtmikroskops entspricht. Für die resultie-
rende Oberﬂäche ist insbesondere die Zeitdiskretisierung der Fräserbewegung von
Relevanz, genannt Simulationszykluszeit. Zur Gewährleistung einer hohen Simulations-
güte wurde die Simulationszykluszeit ∆t je nach Schnittgeschwindigkeit so eingestellt,
dass der Fräser pro Zeitschritt um ein halbes Grad rotiert, δϕ = 0,5°, siehe Gleichung
8.14. Ein Simulationsergebnis der Werkzeuge 1 und 2 bei unterschiedlichen Einstell-
größen und der Vergleich zur Messung mit gleich skalierter Z-Achse ist in Bild 9.3
dargestellt. Im Folgenden werden die Effekte der Oberﬂächenentstehung anhand von
Bild 9.3 erläutert.
Durch die jeweilige Werkzeuggestalt und die gewählten Einstellgrößen bilden sich Rie-
fen in Vorschubrichtung (vf) und in Abzeilrichtung/Vorschubnormalenrichtung (br) ab,
dessen Oberﬂächencharakteristik in der Simulation wiedergegeben wird. Insbesonde-
re sei hier auf die Riefenspitzen und -täler hingewiesen, gekennzeichnet in Bild 9.3.
Auffällig bei den Messdaten von Werkzeug 1 ist die variierende Tiefe der Riefentäler
in der Vorschubrichtung (Y-Richtung, vf), was maßgeblich auf den Werkzeugrundlauf
oder unterschiedlich geschliffene Schneiden zurückzuführen ist und noch durch die
Werkzeugmodellierung nicht berücksichtigt wird. Durch die Verwendung von nur einer
Wendeschneidplatte (Werkzeug 2) tritt dieser Effekt folglich nicht auf. Im Allgemeinen
existieren weitere Unterschiede zwischen der Simulation und Messung, maßgeblich
zufällige, stochastische Einﬂüsse, die bei kleinen Zahnvorschüben fz und Zeilenbreiten
br an Relevanz zunehmen und in Kapitel 9.4 behandelt werden.






































Werkzeug 1 Werkzeug 2
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Prozess: Kugelkopffräsen (Gleichlauf)
Schnittgeschw. v   = 15 m/min Schnittgeschw. v   = 40 m/minc,m c,m
Zahnvorschub  f   = 0,4 mm Zahnvorschub  f   = 0,45 mm z z
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Bild 9.3: Vergleich der kinematischen Simulation mit Messdaten beider eingesetzten
Werkzeuge
der Riefenspitzen und -täler zueinander. Werden die Riefentäler in Vorschubnormalen-
richtung (X-Richtung, br) miteinander verbunden, so ist im Experiment bei Werkzeug 1
ein positiver Versatz in Y-Richtung zwischen der ersten und zweiten Zeile erkennbar,
während der Versatz bei der Simulation negativ ist. Dieser Effekt, jedoch in umgekehrter
Richtung, ist beim Werkzeug 2 deutlicher zu erkennen und rechts in Bild 9.3 durch einen
weißen Pfeil gekennzeichnet. Intuitiv könnte angenommen werden, die Fräsrichtung sei
in Richtung der Riefentäler, also in Richtung der weißen Pfeile und nicht in Richtung der
Y-Achse. Dieses Phänomen tritt zufällig auf und ist auf die Nebenzeit des Fräsprozesses
zurückzuführen wie im Folgenden erläutert. Während der Rückfahrbewegung nach
der ersten Zeile dreht die Spindel weiter, sodass die relative Winkelstellung des Fräs-
werkzeugs zu Beginn der zweiten Zeile rein zufällig ist. Diese zufällige Winkelstellung
zwischen der ersten und zweiten Zeile wird im Folgenden Winkelversatz ∆ϕE genannt.
Bei gleicher Rückfahrbewegung und somit gleicher Nebenzeit während jeder Zeile
bei konstanter Drehzahl bleibt der Winkelversatz zwischen Zeile n und n + 1 konstant.
Jedoch schwankt bei realen Prozessen die Drehzahl leicht und wird maschinenseitig
geregelt, sodass der Winkelversatz variieren kann. Dies ist rechts oben in Bild 9.3 durch
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den leicht geschwungenen weißen Pfeil angedeutet.
Daraus folgt, dass auch die Simulationsergebnisse je nach Winkelversatz∆ϕE, variieren
können, was durch die Drehzahl n und die Rückfahrbewegung beeinﬂusst wird. Zwar
ist der Winkelversatz innerhalb einer Simulation aufgrund der konstanten Drehzahl
n ebenfalls konstant, angedeutet durch den geraden weißen Pfeil in Bild 9.3, jedoch
gibt der Wert des Winkelversatzes ∆ϕE die Richtung des Pfeils an. Die Position der
Riefentäler zueinander bestimmen die Einstellgrößen Zahnvorschub fz und Zeilenbreite
br, wodurch ersichtlich wird, dass die Varianz der Topographie durch den Winkelversatz
∆ϕE maßgeblich von diesen Einstellgrößen abhängig sein muss. Für eine genauere
Untersuchung wurde im Folgenden der Winkelversatz simulativ angepasst, indem bei
konstanter Drehzahl die Zeit des Rückfahrwegs von Zeile n zu n + 1 gezielt eingestellt
wurde. Die Simulationsergebnisse für unterschiedliche Verhältnisse zwischen Zeilen-
breite br und Zahnvorschub fz bei sonst konstanten Einstellgrößen sind in Bild 9.4
dargestellt.
Es ist zu beachten, dass verschiedene Verhältnisse von br zu fz ebenfalls die Rauheit
deutlich beeinﬂussen. Zur besseren Sichtbarkeit der Riefenspitzen und somit des Effekts
des Winkelversatzes, sind die Z-Achsen in Bild 9.4 farblich unterschiedlich skaliert. Es
zeigt sich, dass für kleine Verhältnisse zwischen Zeilenbreite br und Zahnvorschub fz
der Winkelversatz vernachlässigbar ist und die kinematische Topographie annähernd
konstant bleibt. Für große Verhältnisse fz/br ist dies nicht mehr gültig, deutlich zu sehen
in der rechten Spalte von Bild 9.4 bei fz/br = 3. Je nach zufälligem Winkelversatz ∆ϕE
können stark unterschiedliche Topographien resultieren. Für die Rekonturierung von
strömungstechnisch relevanten Bauteilen wie Verdichterschaufeln sind für eine gleich-
mäßige und reproduzierbare Topographie kleine Verhältnisse zwischen Zahnvorschub fz
und Zeilenbreite br zu wählen. Es lässt sich festhalten: Bei hohen Verhältnissen zwi-
schen Zahnvorschub fz und Zeilenbreite br erhöht sich ein in der Realität und Si-
mulation zufällig auftretender Winkelversatz zwischen den Fräszeilen, der einen
hohen Einfluss auf die resultierende Topographie besitzt und somit die Varianz
der Oberflächentopographie erhöht.
Vergleich der Signifikanzanalyse von Simulation und Experiment
Während im letzten Abschnitt die Gemeinsamkeiten und Unterschiede zwischen den
Messdaten und der Simulation der kinematischen Topographie anhand des Beispiels
aus Bild 9.3 erläutert wurden, wird im Folgenden die Signiﬁkanzanalyse aus Kapitel
6 verwendet, um weitere Erkenntnisse zu gewinnen. Eine Gegenüberstellung der Si-
gniﬁkanzanalyse zwischen Mess- und Simulationsdaten ermöglicht beim Auftreten von
Unterschieden eine genauere Analyse der Effekte. Allgemein ist es das Ziel einer Signiﬁ-
kanzanalyse, die Effekte einer Mess- oder Zielgröße, trotz zufälliger Streuung der Mess-
oder Zielgröße, statistisch nachzuweisen. Generell sind Simulationsergebnisse bei
mehrfacher Wiederholung identisch. Wird jedoch bei der Simulation der kinematischen
Oberﬂächentopographie der Winkelversatz ∆ϕE durch z. B. Variation der Rückfahrbe-
wegung verändert, so ergibt sich, wie im Experiment, eine Varianz der Ergebnisse.
Damit ist es möglich, eine Signiﬁkanzanalyse der Simulation zu erstellen, analog zu den
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Prozess: Kugelkopffräsen (Simulation) 
Zahnvorschub  f   = var. Kippwinkel   t  = 0°z
Zeilenbreite b   = var. Werkzeugtyp: 1  (z = 2)r
Vorschubr. Winkel  l  = 15° Prozessstrategie:  Gleichlauf
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steigendes Verhältnis Zahnvorschub f  zu Zeilenbreite bz r
f   = 0,3 mmz
b   = 0,3 mmr
f   = 0,1 mmz
b   = 0,3 mmr
f   = 0,3 mmz























Bild 9.4: Einﬂuss des Verhältnisses fz zu br in Abhängigkeit des Winkelversatz ∆ϕE
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experimentellen Daten aus Kapitel 6.2. Somit wurden je zwei Simulationen aller 128
Faktorstufenkombinationen aus dem Versuchsplan aus Tabelle 6.1 durchgeführt, bei
deren der Winkelversatz jeweils um ∆ϕE = 90°versetzt wurde. Für die Berechnung der
Oberﬂächenkennwerte aus der Simulation wurde die gleiche Software wie im Experi-
ment verwendet. Die Vorgehensweise bei der Bestimmung der Signiﬁkanzen ist in Bild
9.5 unter Verwendung von Werkzeug 1 dargestellt.
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(+)Simulation 1, br (+)Simulation 2, b  r
(+)Experiment 1, b  r (+)Experiment 2, b  r
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Bild 9.5: Vorgehensweise bei der Auswertung der Signiﬁkanzanalyse der Simulatio-
nen und der Messdaten
Links in Bild 9.5 sind die Oberﬂächen von zwei Simulationen unter Verwendung der
gleichen Einstellgrößen abgebildet. Nur der Winkelversatz ∆ϕE der beiden Simulationen
unterscheidet sich. Die Oberﬂächen gehören zu einer der Faktorstufenkombinationen,
bei denen die Zeilenbreite br auf dem hohen Niveau (+) gesetzt wurde. Rechts in Bild 9.5
sind die zwei korrespondierenden, experimentell bestimmten Oberﬂächen dargestellt.
Auch die Oberﬂächen wurden unter Verwendung der gleichen Einstellgrößen gefertigt.
Analog zu Bild 9.3 gibt es Unterschiede zwischen der Messung und der Simulation sowie
Unterschiede bei der Betrachtung der Wiederholungen. Die Zielgröße im Experiment
sowie in der Simulation ist die gemittelte Rautiefe Rz in Vorschub- und Vorschubnor-
malenrichtung, angedeutet durch die Pfeile in Bild 9.5. Durch Differenzbildung aller
Zielgrößen mit der Zeilenbreite br auf dem hohen Niveau (+) mit der Zeilenbreite br
auf dem niedrigem Niveau (-), wird der Effekt q sowohl für die Messdaten als auch
die Simulation berechnet (vgl. Gleichung 6.2). Dieser Effekt wird mit Varianz der Ziel-
größe verglichen. Die Ergebnisse der Signiﬁkanzanalyse nach Auswertung aller 256
Simulationen und den dazugehörigen Messdaten ist in Bild 9.6 dargestellt.
In Bild 9.6 sind für jeden Faktor (vc,m, fz, ap, etc.) vier Balken dargestellt. Jeder Balken ist
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Bild 9.6: Ergebnis der Signiﬁkanzanalyse der Simulation auf die Zielgröße Rz in
Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung und Vergleich mit Messdaten
in Vorschubnormalenrichtung Rzbr, jeweils für die Mess- (weißer Hintergrund) und
Simulationsdaten (blauer Hintergrund). Hierbei ist zu beachten, dass für eine bessere
Übersichtlichkeit nur die Signiﬁkanzniveaus der Simulation in Bild 9.6 eingezeichnet sind
und für die Signiﬁkanzniveaus der experimentellen Ergebnisse auf Bild 6.3 verwiesen
wird. Im Vergleich zum Experiment sind die Signiﬁkanzniveaus der Simulation um ca.
30% geringer. Dabei ist zu berücksichtigen, dass die Signiﬁkanzniveaus der Simulation
vollständig auf den zufälligen Winkelversatzes ∆ϕE zurückzuführen sind, während im
Experiment weitere, statistisch zufällige Effekte resultieren können. Daraus folgt, dass
ein Großteil der Varianz im Experiment durch den zufälligen Winkelversatzes ∆ϕE
resultiert. Die restlichen Differenzen sind stochastische Effekte, die z. B. in Bild 9.3
erkennbar sind.
Die Faktoren Schnitteschwindigkeit vc,m, Schnitttiefe ap, Gegen- bzw. Gleichlauf und
die Werkzeuggeometrie α, γ, rβ zeigen in der Simulation keine Signiﬁkanz aufgrund
der gleichbleibenden Schneidenkinematik. Im Vergleich zum Experiment gilt dies nicht
für eine Variation des Freiwinkels α bzw. der Schneidkantenverrundung rβ. Der Grund
ist die mikroskopischen Ausprägung der Schneidkante, die durch den Herstellungs-
prozess des Werkzeugs festgelegt wird. Diese sogenannte Schartigkeit wird durch
den Präparationsprozess zur Einstellung einer gezielten Schneidkantenverrundung
verringert. Der Effekt des Freiwinkels α ist ebenfalls auf die Schleifkineamtik und die
sich damit einstellende Schartigkeit der Schneidkante zu begründen. Bisher wird die
Schartigkeit des Werkzeugs in der kinematischen Simulation nicht berücksichtigt und
wird in Kapitel 9.4 separat behandelt. Ein weiterer Effekt, der durch die kinematische
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Simulation nicht abgebildet wird, sind mikroplastische Deformationen an der Oberﬂäche.
Diese Deformationen treten maßgeblich bei großen Schneidkantenverrundungen auf
und sind somit auf den Ploughingeffekt zurückzuführen, was in der Literatur mehrfach
beschrieben ist [Ben03, Toh04].
In der Simulation wie auch im Experiment sind die Faktoren Zahnvorschub fz, Zei-
lenbreite br und Anstellwinkel λ bzw. τ höchstsigniﬁkant. Dies ist auf die veränderte
Schneidenkinematik zurückzuführen, die durch diese Faktoren maßgeblich beeinﬂusst
wird. Auffällig ist ein höheres Niveau des Effekts beim Zahnvorschub fz in Vorschubrich-
tung bzw. Zeilenbreite br in Vorschubnormalenrichtung bei der Simulation. Der Grund für
die Abweichung ist der Rundlauffehler des Werkzeugs. Dies wird bei der Betrachtung
von Bild 9.3 ersichtlich, bei dem die Tiefe der Riefentäler und somit die Gestalt der Ober-
ﬂächentopographie variieren. Durch die Varianz der Riefentäler ist die durchschnittliche
Oberﬂächenhöhe bei der Messung geringer als bei der Simulation und somit ist auch
der Effekt von Zeilenbreite und Zahnvorschub geringer.
Der Effekt der Anstellwinkel λ, τ ist bei der Messung höher als bei der Simulation.
Auch dies lässt sich mit dem Rundlauffehler begründen. Bei hohen Anstellwinkeln wirkt
sich ein Rundlauffehler stärker auf die Topographie aus, sodass teilweise nur ein Zahn
die Oberﬂäche generiert und die Rauheit in der Realität größer ist. Der Rundlauffeh-
ler im Prozess ist eine Überlagerung der Rundlauffehler des Werkzeugs durch z. B.
Fertigungstoleranzen, der Rundlauffehler der Maschinenspindel und der Werkzeugauf-
nahme. Daher ist eine Addition der einzelnen Rundlauffehler, als auch eine Subtraktion
möglich. Des Weiteren verändert die relative Schneidenposition des Werkzeugs inner-
halb der Werkzeugaufnahme den gesamten Rundlauffehler. Somit ist der Rundlauffehler
und deren Auswirkungen zufälliger Natur und wird als stochastischer Einﬂuss auf die
Oberﬂächentopographie deﬁniert, was separat in Kapitel 9.4 betrachtet wird. Neben des
Kennwerts Rz wurden ebenfalls die Zielgrößen Ra in Vorschub- und Vorschubnorma-
lenrichtung, Sa und Sz ausgewertet und alle Kennwerte zeigen die selben Effekte und
Signiﬁkanzen wie Bild 9.6.
9.3 Berücksichtigung der Werkzeugabdrängung
Mit den Ergebnissen aus dem letzten Teilkapitel kann die kinematische Topographie
simuliert werden. Jedoch werden mit diesen Ergebnissen nicht alle Effekte abgebildet,
die einen Einﬂuss auf die resultierende Topographie besitzen. In Kapitel 6.2 wurde
gezeigt, dass es bei der Rekonturierung von hohen Materialaufträgen mit nachgiebigen
Werkzeugen zu Werkzeugabdrängungen kommen kann. Bei der Rekonturierung ist die-
ser Aspekt nicht zu vernachlässigen, weil häuﬁg lang auskragende Werkzeuge wegen
der eingeschränkten Werkzeugwegkinematik verwendet werden müssen, was insbeson-
dere bei großen Schaufelgeometrien auftritt [Yil05]. Das Ziel dieses Abschnittes ist es
daher, die Werkzeugabdrängung durch ein geeignetes Modell vorherzusagen. Dies soll
unabhängig von der kinematischen Topographie aus dem letzten Teilkapitel geschehen,
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damit die Effekte getrennt voneinander betrachtet werden können. Vereinfacht wird
angenommen, dass Werkzeugabdrängung maßgeblich zu Gestaltabweichung 1. bis 2.
Ordnung führen, wie in Bild 9.7 dargestellt.
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Formabweichungen Welligkeit Rillen Riefen, Schuppen
1. Ordnung 2. Ordnung 3. Ordnung 4. Ordnung
Bild 9.7: Gestaltabweichungen nach DIN 4760. Fokus: 1-2. Ordnung, Werkzeugab-
drängung
Zur Erreichung des Ziels dieses Abschnittes werden im Folgenden die Erkenntnisse
aus der Literatur kurz erörtert. Es ist bekannt, dass Formabweichungen maßgeblich
durch die Prozesskraftanteile quer zur Werkzeugachse verursacht werden, während die
Kräfte längs zur Werkzeugachse durch die höhere Systemsteiﬁgkeit in dieser Richtung
nur unwesentlich zur Werkzeugabdrängung beitragen [Deg11, Kim03]. Ferner wird in
der Literatur beschrieben, dass die Nachgiebigkeit im Prozess nicht alleine durch das
Werkzeug resultiert, sodass ein Biegebalkenmodell nur für das Werkzeug nicht für die
Vorhersage der Werkzeugabdrängung ausreicht. Insbesondere bei steifen Werkstücken
darf die Nachgiebigkeit der Werkzeugmaschine nicht vernachlässigt werden. Der Anteil
der Abdrängung aufgrund der Werkzeugmaschine kann nach Salgadon et al. je nach
Werkzeugnachgiebigkeit zwischen 30% und 50% betragen [Sal05]. Diese Erkenntnisse
wurden auch in dieser Arbeit bestätigt, bei dem Biegebalken- und FE-Modelle zur
Abdrängungsmodellierung verwendet wurden. In beiden Fällen wird die Nachgiebigkeit
der Spindel und der Werkzeugaufnahme vernachlässigt, wodurch die rechnerisch
ermittelten Abdrängungen deutlich geringer sind als in der Realität. Auf die Ergebnisse
wird nicht explizit eingegangen, weil diese lediglich die Erkenntnisse aus der Literatur
bestätigen. Gültig und in der Literatur häuﬁg verwendet, ist die lineare Beschreibung
der Nachgiebigkeit des Gesamtsystem, bestehend aus Maschinenstruktur, Spindel,
Werkzeug bzw. Werkzeughalter, sodass die Abdrängung durch das Hookesche Gesetz
berechnet werden kann [Sal05, Kim03]. Ebenfalls ist bekannt, dass die Nachgiebigkeit
von Fräswerkzeugen abhängig ist vom Kraftangriffspunkt und der Winkelstellung zur
Werkzeugachse. Dies ist auf die Spannuten zurückzuführen [Klo07].
Bezogen auf die Rekonturierung mit Kugelkopffräsern und der vorgestellten Methodik
zur Berechnung der Prozesskräfte, wird der ursächliche Kraftvektor für die Werkzeugab-
drängung
# »
FD analog zur Literatur quer zur Werkzeugachse deﬁniert, links in Bild 9.8(A)
dargestellt. Es gilt zu beachten, dass die hier dargestellten Kräfte Fx, Fy, Fz mit dem
Werkzeug rotieren, jedoch nicht die werkzeugbezogenen Kräfte Ft, Fr, Fa darstellen.
Diese sind nach Deﬁnition um den Einstellwinkel κ gedreht, vgl. Kapitel 7.2.2. Für die
Berechnung von
# »
FD wird der Zerspankraftvektor
#     »
Fges in die X-Y Ebene, orthogonal zur



















c  = 5,0 N/µmWz,1

















Bild 9.8: (A) Berechnungsansatz der Werkzeugabdrängung. (B) Messprinzip der
Werkzeugabdrängung nach Dege, [Deg11, S. 42]
In Gleichung 9.1 ist die Nachgiebigkeit des Systems c−1 als Skalar angegeben und
nicht als Funktion der Zeit. Dementsprechend wird der Einﬂuss der Spanuten auf die
Nachgiebigkeit vernachlässigt. Dies ist gültig, weil die ﬁnale Werkstückoberﬂäche beim
Kugelkopffräsen in nur einem kurzen Anteil des gesamten Eingriffsbogens generiert wird
und derweil die Nachgiebigkeit nahezu konstant bleibt. Analog zu der Arbeit von Kim et
al., bei der ebenfalls Kugelkopffwerkzeuge verwendet wurden, ist die Abdrängungsbe-
rechnung somit quasistatisch [Kim03]. Zur experimentellen Ermittlung der statischen
Nachgiebigkeit des Gesamtsystems c−1, wird das Werkzeug mit einem Verschiebetisch
deﬁniert ausgelenkt und die Kraft mit einem Dynamometer sowie die Auslenkung mit
einem Feinzeiger ermittelt. Mit diesem Messprinzip wird die Nachgiebigkeit von Spindel
und Werkzeugaufnahme berücksichtigt. Der Messaufbau wurde von Dege übernommen
und ist in Bild 9.8(B) dargestellt [Deg11].
Mit der Kenntnis der Nachgiebigkeit des Systems c−1 und der Abdrängungskraft
# »
FD,
wird der Verschiebungsvektor #»ω nach Gleichung 9.1 für eine Werkzeugumdrehung
berechnet. Das Rotationsvolumen eines Kugelkopffräsers im Bereich des Radius ist
eine Kugel, schematisch dargestellt in Bild 9.8(B), die mit der maximal wirkenden Kraft
während einer Umdrehung
#          »
FD,max ausgelenkt wird. Jeder oberﬂächengenerierende
Dexel während einer Werkzeugumdrehung wird um den Verschiebungsvektor #»ω ver-
9 Topographie 151
setzt. Durch diese Methodik wird nicht die kinematische Topographie abgebildet (2. bis
3. Ordnung), sondern lediglich die Werkzeugabdrängung (1. bis 2. Ordnung). Ferner
können als Eingangsgröße sowohl simulierte Kräfte als auch experimentell ermittelte
Kräfte verwendet werden. Für die folgende Validierung wurden experimentelle Kräfte
herangezogen, weil hierbei ebenfalls zufällige Kraftschwankungen durch Spanabfuhr etc.
berücksichtigt werden und somit eine genauere Bewertung der o.g. Modellierung mög-
lich ist. Ein Vergleich zwischen der gemessenen Topographie nach der Rekonturierung
mit unterschiedlichen Werkzeugen und Einstellgrößen mit der Abdrängungssimulation
ist in Bild 9.9 dargestellt.
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Prozess: Rekonturierung mit Kugelkopffräser
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = var.c,m
Zahnvorschub  f   = var. Werkzeuge 1, 2z








































































Wz2 | f  = 0,4 mm | l/t = 0/30°z Wz2 | f  = 0,4 mm | l/t = 0/30°z
Wz2 | f  = 0,2 mm | l/t = 60/0°z Wz2 | f  = 0,2 mm | l/t = 60/0°z




















Bild 9.9: Vergleich von gemessener und simulierter Topographie unter Berücksichti-
gung von Werkzeugabdrängungen im Model
Hierbei ist zu beachten, dass aufgrund des notwendigen Abstandes zur Oberﬂäche
und des größeren Messbereiches das 10x Objektiv verwendet wurde. Dies ermöglicht
eine Darstellung der Einﬂüsse durch die Werkzeugabdrängung mit dem Nachteil, dass
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die kinematischen Oberﬂächenstrukturen weniger deutlich sind. Bild 9.9(A) stellt die
experimentellen und simulativen Ergebnisse mit dem labileren Werkzeug 2 und ho-
hem Zahnvorschub fz und hoher Zeilenbreite br dar, bei dem die Vorschubrichtung des
Werkzeugs die der Schweißrichtung entspricht. Es zeigt sich, dass der Einﬂuss der
Werkzeugabdrängung (1. bis 2. Ordnung) durch die Schweißnaht bei ca. X = 5mm um
den Faktor 4 höher ist, als die kinematische Topographie (2. bis 3. Ordnung). Ebenfalls
ist bei Y = 0mm eine leicht höhere Abdrängung aufgrund des Randbereichs der rekon-
tuierten Störkontur erkennbar, die ebenfalls durch die simulierte Werkzeugabdrängung
wiedergegeben wird. Tendenziell sind die Formabweichungen 1. bis 2. Ordnung bei
hohen Anstellwinkeln λ, τ größer, was durch die Orientierung des Verschiebungsvek-
tors #»ω in Richtung des Normalenvektors #»n der Oberﬂäche zurückzuführen ist. Somit
ist eine Verringerung der Abdrängung durch geringe Anstellwinkel λ, τ möglich. Eine
weitere Reduktion der Formabweichungen lässt sich durch die Verringerung der Ab-
drängungskraft
# »
FD bewirken, z. B. durch Reduktion des Zahnvorschubs fz, dargestellt
in Bild 9.9(B). Neben dem verringerten Vorschub und geändertem Anstellwinkel ist in
Bild 9.9(B) ebenfalls die Vorschubrichtung quer zur Schweißnaht orientiert, wodurch
sich die Formabweichungen maßgeblich in Richtung der X-Achse zeigen und einen
maximalen Wert bei Y = 2mm aufweisen. Die Mess- und Simulationsdaten lassen
darauf schließen, dass die Variation der Rekonturierungsstrategie, mit dem Vorschub
quer oder längs zur Schweißnaht, keinen Einﬂuss auf die Werkzeugabdrängung besitzt
und lediglich der Verschiebungsvektors #»ω relativ zur Oberﬂäche #»n von Relevanz ist.
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Konfidenzintervall 




Werkzeug:  Typ 2 Zahnvorschub  f   = 0,2 - 0,6 mm z
Störgeometrie:  EBW, Ti64 Zeilenbreite  b   = 0,2 - 0,8 mmr
Vorschubr. Winkel  l = 0 - 60° Kippwinkel   t  = 0 - 30°
(1)
(2)














































2(R  = 1)
lineare
Regression
2(R  = 0,72)
Gemessene Höhe zw. Grundmaterial (1) und rekonturierter Schweißnaht (2)
Bild 9.10: Korrelation zwischen der gemessener und simulierter Höhendifferenz beim
Grundwerkstoff (1) und im Bereich der rekonturierten Schweißnaht (2)
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Wird das steifere Werkzeug 1 eingesetzt, Bild 9.9(C), ist die maximale Abdrängung mit
ca. 12 µm geringer als die Einﬂüsse der kinematischen Topographie. Bei verringerten
Anstellwinkeln mit diesem Werkzeug ist eine Formabweichungen 1. bis 2. Ordnung nicht
mehr nachzuweisen. Neben den in Bild 9.9 dargestellten Beispielen wurden weitere
Störgeometrien mit den nachgiebigen Werkzeug 2 unter Variation der Einstellgrößen,
insbesondere hoher Anstellwinkel, rekonturiert. Die Daten stammen aus dem Versuchs-
plan aus Tabelle 9.1. Der Abdrängungswert wurde quer zur Schweißnaht gemittelt und
über den errechneten Simulationswert in Bild 9.10 aufgetragen. Es lässt sich festhalten:
Die Werkzeugabdrängungen bei der Rekonturierung lassen sich durch ein qua-
sistatisches Modell mit konstanter Nachgiebigkeit gut abbilden. Jedoch können
lokal variierende Maschinensteiﬁgkeiten und dynamische Effekte mit dieser Methode
nicht berücksichtigt werden.
9.4 Berücksichtigung stochastischer Einflüsse
Im Kapitel 9.2 wurden die Effekte der kinematischen Topographie und in Kapitel 9.3
der Einﬂuss der Werkzeugabdrängung vorhergesagt. Dabei wurden die Effekte zu den
Gestaltabweichungen 1. bis 3. Ordnung eingeteilt. Es zeigte sich, dass eine strikte
Einteilung aufgrund variierender Nebenbedingungen, z. B. von der Werkzeugnachgie-
bigkeit oder gewählte Einstellgrößen, nicht immer möglich ist und somit die Einteilung
qualitativ zu verstehen ist. Aus diesem Grund werden im Folgenden alle Effekte, die zur
Gestaltabweichung 3. bis 4. Ordnung führen, stochastischen Einﬂüssen zugeordnet,
auch wenn diese streng genommen aus z. B. der Werkzeugkinematik resultieren. Unter
stochastischen Einﬂüssen wird verstanden, dass in der Realität nach der Rekonturie-
rung jede Topographie trotz konstanter Einstellgrößen variiert kann. Dies soll in der
Simulation berücksichtigt werden.
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Formabweichungen Welligkeit Rillen Riefen, Schuppen
1. Ordnung 2. Ordnung 3. Ordnung 4. Ordnung
Bild 9.11: Gestaltabweichungen nach DIN 4760. Fokus: 3-4. Ordnung, stochastische
Einﬂüsse
Berücksichtigung des Werkzeugrundlauffehlers
Der erste stochastische Einﬂuss auf die Topographie ist der Werkzeugrundlauffeh-
ler, dessen Effekt auf die Topographie z. B. links oben in Bild 9.3 ersichtlich ist. Zwar
überrascht diese Einteilung zunächst, weil der Werkzeugrundlauffehler während des
Prozesses konstant bleibt. Wird jedoch das Werkzeug, die Werkzeugaufnahme oder
die Werkzeugmaschine gewechselt, so sind trotz gleicher Einstellgrößen unterschiedli-
che Prozessergebnisse aufgrund des variierenden Werkzeugrundlauffehlers möglich.
Aus diesem Grund wird in dieser Arbeit der Einﬂuss des Werkzeugrundlauffehlers zu
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einem stochastischen Effekt gezählt. Das Ziel ist es, im Folgenden den Werkzeugrund-
lauffehlers simulativ abzubilden. Dies geschieht durch einen parallelen Versatz der
Werkzeugachse, wenn das Werkzeug nicht angestellt ist (λ = τ = 0°), dargestellt in Bild
9.12. Die Parameter zur mathematischen Beschreibung des Werkzeugrundlauffehlers
sind der Wert e und die Richtung χ der Werkzeugachsenexzentrizität [Krü14] relativ
zur Vorschubrichtung vf. Aus Darstellungsgründen sind in Bild 9.12 die Größen χ und
e stark überhöht gewählt. Eine experimentelle Bestimmung des Rundlauffehlers ist
z. B. nach der Methode von Krüger möglich [Krü14]. Ist der Wert des Rundlauffehlers
und das dazugehörige Konﬁdenzintervall bekannt, so kann durch Generierung von
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Bild 9.12: Modellierung des Rundlauffehlers durch die wirkende Exzentrizität e∗
In der Simulation und im Experiment hat sich gezeigt, dass die Anstellwinkel λ und τ
maßgeblich die Wirkung des Rundlauffehlers auf die Topographie beeinﬂussen. Dies
wurde in Kapitel 9.2 erläutert. Das Ergebnis ist mit der oben beschriebenen Modellvor-
stellung durch Verwendung von e und χ plausibel. Werden steigende Anstellwinkel λ,
τ verwendet, steigt ebenfalls der Winkel zwischen der exzentrischen Werkzeugachse
und des Oberﬂächennormalenvektors #»n , sodass ebenfalls der Einﬂuss der Exzentri-
zität auf die Topographie steigen muss. Jedoch ist es auch möglich, dass trotz hoher
Exzentrizität e die Topographie nicht beeinﬂusst wird. Dies geschieht beispielsweise
bei τ 6= 0 und λ = 0 und wenn die Richtung der Exzentrizität genau in Vorschubrichtung
bei χ = 0°liegt. Dieser Effekt ist mit der Orientierung der Exzentrizität e relativ zum
Oberﬂächennormalenvektor #»n zu begründen, die in diesem Fall orthogonal zueinander
angeordnet sind. Somit ist für die Oberﬂächenausprägung die Richtung der Exzentrizität
die wichtigste Kenngröße. Für die Topographie sind nur jene Anteile der Exzentrizität von
9 Topographie 155
Bedeutung, die in Richtung des Oberﬂächennormalenvektor zeigen. Diese Kenngröße
sei wirkenden Exzentrizität e∗ genannt und ist in Bild 9.12 dargestellt. Das Werkzeug,
angedeutet durch die Hüllkurve, bewegt sich exzentrisch bei angestellter Werkzeu-
gachse in das Werkstück hinein und verursacht dadurch unterschiedliche Höhen der
Riefentäler mit einer Differenz von e∗ zueinander. Die wirkenden Exzentrizität wird durch
die Multiplikation der parallelen verschobenen Werkzeugachse bei λ = τ = 0°und der
Transformationsmatrix aus Gleichung 4.3 berechnet und lautet für #»n = [0 0 1]
e∗ = −
√√√√ sin (λ)2(
1 + tan (−τ )2 · cos (λ)2
) + sin (−τ )2(
1 + tan (λ)2 · cos (−τ )2
) · cosχ · e. (9.2)
Auf eine detaillierte Herleitung sei an dieser Stelle verzichtet. Die Gleichung vereinfacht
sich für χ = 0°, τ = 0°zu e∗ = − sinλ · e. Dieser Fall ist für unterschiedliche Werte der
Exzentrizität e und unterschiedliche Werte des Vorschubrichtungswinkel graﬁsch in Bild
9.13 dargestellt. Übersteigt die wirkenden Exzentrizität e∗ die Höhe der kinematischen
Topographie, dann generiert nur noch ein Zahn die ﬁnale Oberﬂäche. Dies ist oben
rechts in Bild 9.13 zu sehen. Eine weitere Erhöhung der Exzentrizität e∗ oberhalb der
kinematischen Rauheit würde zwar zu einem höheren Lastunterschied der Werkzeug-
schneiden führen, jedoch beeinﬂusst dies nicht die Oberﬂächentopographie.
Berücksichtigung der Werkzeugschartigkeit
Neben dem Werkzeugrundlauffehler existieren noch weitere, stochastisch bedingte
Abweichungen zwischen Simulation und Messungen. Die in Bild 9.3 dargestellten Mess-
daten zeigen kleine Unregelmäßigkeiten innerhalb eines Riefentals. Dadurch entsteht
optisch der Eindruck, dass die reale Topographie im Durchschnitt höher liegt als die
kinematische Simulation. Auch die Ausprägung der Riefenspitzen ist ungleichmäßiger
als in der Simulation, was nicht nur auf den Winkelversatz ∆ϕE zurückzuführen ist.
Dabei ist zu beachten, dass es sich nicht um Messartefakte handelt, wie in Kapitel
5.2.2 gezeigt. Insbesondere bei feinen kinematischen Topographien durch geringe
Zahnvorschübe fz und Zeilenbreiten br nimmt die Bedeutung dieser Unregelmäßigkeiten
an der Gesamtausprägung der Oberﬂäche zu.
Zur Isolierung dieser Unregelmäßigkeiten, im folgenden stochastische Topographie
genannt, wurden die simulierte, kinematische Topographie und die Messdaten vonein-
ander abgezogen. Dazu wurden beide Topographien, die als Punktewolken im Raum
vorliegen, mittels des Iterative Closest Point (ICP) Algorithmus von Rusinkiewicz und
Levoy zueinander ausgerichtet [Rus01]. Unter der Annahme der Richtungsunabhängig-
keit2 von stochastischen Topographien in Vorschub- und Vorschubnormalenrichtung
wurden die extrahierten, stochastischen Topographien für unterschiedliche Einstellgrö-
ßen durch eine Verteilungsfunktion beschrieben. Anschließend wurde ein empirisches
Regressionsmodell aufgestellt, das die Kennwerte der Verteilungsfunktion anhand der
Einstellgrößen beschreibt. Aus der Verteilungsfunktion werden Zufallszahlen generiert,
2Hinweis: Später wird gezeigt, dass dieser Annahme nicht korrekt ist.
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Prozess: Kugelkopffräsen (Simulation) 
Zahnvorschub  f   = 0,5 mm Kippwinkel   t  = 0°z
Zeilenbreite b   = 0,5 mm Werkzeugtyp: 1  (z = 2)r
































eine Schneide generiert die Oberfläche
Bild 9.13: Auswirkung der Exzentrizität e in Abhängigkeit des Vorschubrichtungswin-
kels λ auf die Oberﬂächentopographie
die eine zufällige Abweichung zur kinematischen Topographie darstellen. Für eine de-
taillierte Beschreibung dieser Methodik zur Simulation der stochastische Topographie
sei auf [Den11a] und [Den15b] verwiesen.
Ein Ergebnis der Methodik ist in Bild 9.14 für das Werkzeug 2 dargestellt. Bild 9.14(A)
zeigt die kinematische Topographie. Auf Basis der empirischen Gleichungen werden
Zufallszahlen generiert, die zufällige Spitzen und Täler darstellen, woraus die sto-
chastische Topographie resultiert, Bild 9.14(B). Die Addition der kinematischen und
stochastischen Topographie zeigt Bild 9.14(C). Werden die Messdaten, Bild 9.14(D),
als Vergleichsgröße herangezogen, so zeigt sich optisch eine deutliche Verbesserung











































Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = 15°, 45°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,18 mm Werkzeugtyp: 2 (z = 1)z
Zeilenbreite b   = 0,4 mm Prozessstrategie Gleichlaufr







(v )f (b )r
XY
Z
Bild 9.14: (A) Kinematische Simulation, (B) stochastische Simulation anhand empiri-
scher Daten, (C) Addition der kinematischen stochastischen Topographie,
(D) Messdaten
werden Oberﬂächenkennwerte wie z. B. Ra und Rz mit der kombinierten Simulation
besser vorhergesagt, wie in [Den15b] beschrieben.
Bei einem genaueren Vergleich von kombinierter Simulation und den Messungen zeigt
sich ein essentieller Unterschied, nämlich die Richtungsabhängigkeit der stochasti-
schen Strukturen, vergrößert dargestellt in Bild 9.14(C,D). Während bei der Simulation
der stochastischen Topographie keine Unterscheidung zwischen Vorschub- und Vor-
schubnormalenrichtung vorgenommen wird und somit richtungsunabhängige Strukturen
resultieren, zeigen alle Messdaten, unabhängig von Einstellgrößen und Werkzeugtyp, ei-
ne Richtungsabhängigkeit. Dies ist insbesondere bei strömungsbehafteten Werkstücken,
beispielsweise Verdichterschaufeln, von Interesse, bei denen die Strömungsrichtung
relativ zur Oberﬂäche die Strömungsverluste bestimmen. Ein weiterer Nachteil der
Methodik ist die begrenzte Übertragbarkeit der empirischen Gleichungen auf ande-
re Werkzeuge. Wird das Werkzeug 1 verwendet, so zeigen sich große Unterschiede
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zu den Messdaten, selbst bei Berücksichtigung des Rundlauffehlers. Es lässt sich
festhalten: Die Verwendung von empirisch ermittelten Zufallszahlen zur direkten
Erzeugung einer stochastischen Topographie verbessert die Güte der Simulati-
on. Richtungsabhängigkeiten können mit dieser Methodik jedoch nicht berück-
sichtigt werden. Des Weiteren sind die empirischen Gleichungen nicht auf andere
Werkzeuge übertragbar, wodurch die Methodik praxisuntauglich ist.
Ferner können fremderregte Werkzeugschwingungen als Ursache der richtungsabhän-
gigen, stochastischen Strukturen ausgeschlossen werden. Die notwendige Frequenz
für die Strukturen ist etwa um den Faktor 8-12 höher als die experimentell bestimmte 1.
Eigenfrequenz des Systems Spindel-Aufnahme-Werkzeug. Der maßgebliche Grund für
die stochastischen Strukturen ist die Mikrogestalt der Schneidkante, dargestellt anhand
eines arbeitsscharfen und verrundeten Werkzeugs in Bild 9.15.
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Prozess: Kugelkopffräsen
Schnittgeschw. v   = 60 m/min Anstellwinkel l,t   = 15°, 60°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,15 mm Werkzeugtyp: 1 (z = 2)z
Zeilenbreite b   = 0,5 mm Prozessstrategie: Gegenlaufr


















Bild 9.15: Einﬂuss der Werkzeugschartigkeit auf die Oberﬂächentopographie
Es ist zu erkennen, dass Werkzeuge ohne Schneidkantenverrundung stochastische
Unregelmäßigkeiten an der Schneidkante aufweisen, die durch den Schleifprozess
während der Herstellung entstehen und nicht verhindert werden können. Die Unre-
gelmäßigkeit der Schneidkante wird Schartigkeit genannt und wird anhand von lokal
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unterschiedlichen Schneidkantenverrundungen rβ quantiﬁziert. Verrundete Werkzeuge
weisen durch den Präparationsprozess geringere Schartigkeiten auf. Dies wird rechts
in Bild 9.15 gezeigt. Ebenfalls sind die dazugehörigen Topographien bei gleichen Ein-
stellgrößen dargestellt. Die Ergebnisse zeigen deutlich den in Kapitel 9.2 bzw. Bild 9.6
nachgewiesenen, signiﬁkanten Einﬂuss der Schneidkantenverrundung auf die Topogra-
phie, der erstmals von Lavernhe et al. abgebildet wurde [Lav14]. Ebenfalls wird dadurch
die Richtungsabhängigkeit der stochastischen Strukturen erklärt, die senkrecht zum
Vektor der Wirkrichtung #»ve stehen.
Unter der Annahme eines reinen Trennprozesses ohne Quetschung während der Re-
konturierung kann die Schartigkeit mit der bisher verwendeten Simulation berücksichtigt
werden. Die Methodik hierzu ist analog zu [Den11a], jedoch wird nicht die Topographie
selber durch Zufallszahlen beschrieben, sondern in diesem Fall die Werkzeugschartig-



























































Bild 9.16: Methodik zur mathematischen Beschreibung der Schartigkeit und CAD-
Modellierung der Schartigkeit
Zur Modellierung der stochastisch-verteilten Werkzeugschartigkeit ist ein einzelner Wert
nicht ausreichend, weil ein Skalar alleine nicht stochastische Varianzen beschreiben
kann. Eine mathematische Beschreibung muss daher durch eine Verteilungsfunkti-
on erfolgen. Beispielsweise könnte eine symmetrischen Gaußverteilung verwendet
werden. Jedoch hat diese Verteilungsfunktion den Nachteil, dass diese symmetrisch
ist. Eine ungleiche Verteilung zwischen tiefen Riefen und niedrigen Riefen an der
Schneidkante ist bei der Verwendung der Gaußverteilung als mathematischen Ansatz
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zur Beschreibung der Schartigkeit somit nicht möglich. Daher wird eine allgemeine
Verteilungsfunktion als mathematischen Ansatz gewählt, die anhand von vier Zentralen







(xi − µ1)2 (9.3)






(xi − µ1)3 , (9.4)






(xi − µ1)4 (9.5)
ist ein Maß für die Steilheit der Verteilungsfunktion. Mit Gleichungen 9.3 bis 9.5 und
unter der Verwendung der Algorithmen aus [Dev86] ist es möglich, eine allgemein-
gültige, asymmetrische und kontinuierliche Verteilungsfunktion zu berechnen. Dieser
Schritt ist in der Mitte von Bild 9.16(A) angedeutet, bei dem aus einem diskreten Histo-
gramm eine asymmetrische und kontinuierliche Verteilungsfunktion mit den Gleichungen
9.3 bis 9.5 berechnet wird. Im nächsten Schritt werden aus der Verteilungsfunktion
Zufallszahlen generiert. Dies geschieht durch eine horizontale Diskretisierung der Ver-
teilungsfunktion ∆A. Das Ergebnis ist rechts in Bild 9.16(A) dargestellt. Für eine genaue
mathematische Beschreibung der Methode sei auf [Den11a] verwiesen. Die statistische
Verteilung der Schartigkeit über die Schneidenposition ist mit der Diskretisierung der
Verteilungsfunktion nun bekannt. Anschließend wird der lokale Versatz ∆R in Richtung
des Normalenvektors einer Schneidkante3 berechnet zu































Die daraus resultierenden Koordinaten im kartesischen Koordinatensystem für jeden
Schneidenpunkt werden durch ein Matlab-Skript in die CAD-Umgebung übertragen.
Anschließend erfolgt in der CAD-Umgebung eine manuelle Extrusion über alle X-Y-Z
Werte in Richtung der Schneidkante die vom ursprünglichen CAD-Modell abgezogen
wird. Ein Beispiel der Modellierung ist in Bild 9.16(B) zu sehen, bei dem die Schartigkeit
zur Anschauungszwecken überhöht dargestellt ist.
Zur Veriﬁkation dieses Verfahren wurden die Oberﬂächentopographien von unterschied-
lich schartigen Werkzeugmodellen unter Variation des Zahnvorschubs fz und der Zei-
lenbreiten br simuliert. Die Schartigkeiten sind mit variierenden Verteilungsfunktionen
3Gleichung 9.6 ist nur für eine symmetrische Schneidkantenverrundung mit Sα = Sγ gültig.
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Prozess: Kugelkopffräsen (Simulation) 
Zahnvorschub  f   = var. Kippwinkel   t  = 0°z
Zeilenbreite b   = var. Werkzeugtyp: 1  (z = 2)r
Vorschubr. Winkel  l  = 15° Prozessstrategie:  Gegenlauf
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f   = 0,1 mmz
b   = 0,2 mmr
f   = 0,2 mmz
b   = 0,3 mmr
f   = 0,3 mmz
b   = 0,4 mmr
kinematischer Einfluss verschwindet, stochastischer Einfluss dominant
0,5 mm
Bild 9.17: Einﬂuss der stochastischen Werkzeugschartigkeit auf die kinematische
Topographie
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erstellt, sodass in Bild 9.17 die Schartigkeit rein qualitativ vergleichbar ist. Zur besseren
Sichtbarkeit der Riefenspitzen und somit des Effekts des Schartigkeit sind die Z-Achsen
in Bild 9.17 unterschiedlich skaliert. Die in Bild 9.17 dargestellten Topographien zeigen
ebenfalls richtungsabhängige, stochastische Strukturen wie in Bild 9.15. Während bei
sehr geringen Schartigkeiten die kinematische Topographie noch gut zu erkennen ist,
nimmt der Einﬂuss der stochastischen Topographie bei erhöhten Schartigkeiten zu.
Der Effekt der stochastischen Topographie auf die Gesamtausprägung der Oberﬂäche
erhöht sich mit geringen Zahnvorschüben fz und Zeilenbreiten br, bis die kinematische
Struktur gänzlich verschwindet. Es lässt sich festhalten: Der Einfluss der Werkzeug-
schartigkeit auf die Oberflächentopographie kann durch Anpassung des Werk-
zeugmodells in der Abtragssimulation berücksichtigt werden. Weitere Effekte der
Werkzeugmikrogeometrie auf die Oberﬂäche, wie z. B. Schuppenbildung aufgrund der
Plastizität des Werkstoffmaterials, insbesondere bei hohen Schneidkantenverrundungen
und hohen Werkzeugabdrängungen, kann mit dieser Methode nicht vorhersagt werden.
Summation der dargestellten Effekte auf die Oberflächentopographie
In diesem Kapitel wurden bisher die Einﬂüsse der Schneidenkinematik, des Rund-
lauffehlers, der Werkzeugabdrängung sowie der Werkzeugschartigkeit gezeigt und
Methoden zur simulativen Abildung vorgestellt. Es muss beachtet werden, dass die
ﬁnale Topographie durch Wechselwirkungen zwischen Einstellgrößen, Prozesskräften
und stochastischen Effekten entsteht. Eine strikte Einteilung der Effekte in die Gestaltab-
weichungen ist nicht möglich. Zweckmäßig wurden die Effekte gruppiert, stochastischen
Effekte in die 3.-4. Ordnung, kinematische Effekte in 2.-3. Ordnung und die Werkzeu-
gabdrängung maßgeblich in 1.-2. Ordnung. Erneut sei darauf hingewiesen, dass die
Einteilung qualitativ zu verstehen ist und die genannten Effekte unterschiedlich stark
ausgeprägt sein können. Dies wird in diesem Teilkapitel durch die Summation der
Effekte gezeigt. Bei der Rekonturierung mit kurzen, steifen Werkzeugen bei geringen
Zahnvorschüben fz, Zeilenbreiten br und niedrigen Störgeometrien, ist die Werkzeugab-
drängung vernachlässigbar. Dies ist maßgeblich für das Werkzeug 1 der Fall. Jedoch
besitzt das Werkzeug zwei Zähne, wodurch der Einﬂuss des Werkzeugrundlaufs nicht
vernachlässigt werden kann. Die Summation der maßgeblichen Effekte für Werkzeug 1
ist in Bild 9.18 für einen 1,5 x 1,5 mm großen Oberﬂächenausschnitt dargestellt.
Für eine bessere Vergleichbarkeit wurde der Winkelversatz ∆ϕE in der Simulation der
Messung angepasst sowie die Z-Achse aller Diagramme farblich gleich skaliert. Durch
den Werkzeugrundlauf verschlechtert sich die Oberﬂächenqualität und die Riefenspitzen
sind höher, was auch in der Messung sichtbar wird. In der Praxis sollten bei der Re-
konturierung hochpräzise Spindeln und Werkzeugaufnahmen mit hoher Rundlaufgüte
verwendet werden, damit der Einﬂuss von Rundlauffehlern auf die Oberﬂächentopogra-
phie reduziert wird. Ferner sind geringe Anstellwinkel λ, τ für eine kleinere Ausprägung
des Rundlauffehlers zu empfehlen. Die Simulation kann ferner verbessert werden,
wenn die Mikrostruktur des Fräswerkzeugs im CAD-Werkzeugmodell berücksichtigt
wird. Diese Art der Simulation benötigt deutlich mehr Rechenkapazitäten aufgrund der




Schnittgeschw. v   = 60 m/min Anstellwinkel l,t   = 60°, 60°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,4 mm Werkzeugtyp: 1 (z = 2)z




















































(v )f (b )r
XY
Z
Sz = 11.59 µm Sz = 14.90 µm
Sz = 16.41 µm Sz = 17.39 µm
Bild 9.18: Summation der wichtigsten Effekte auf die Topographie für das steife Werk-
zeug 1 bei Verwendung hoher Einstellgrößen
oben angesprochene Wechselwirkung ist z. B. bei näherer Betrachtung der Rundlaufsi-
mulation und der Schartigkeitssimulation sichtbar. Obwohl der gleiche Rundlauffehler
eingestellt wurde, ist der Einﬂuss des Rundlauffehlers durch die Schartigkeit höher, was
auf die geänderte Geometrie zurückzuführen ist. Insgesamt ist ersichtlich, dass die wich-
tigsten Effekte bei der Entstehung der Oberﬂächentopographie bei Vernachlässigung
von Schuppenbildung vorhergesagt werden können.
Ein weiteres Beispiel einer Oberﬂächensimulation mit Werkzeug 1, unter Berücksichti-
gung der oben genannten Effekte, ist in Bild 9.19 dargestellt. Im Unterschied zu Bild 9.18
wurden deutlich kleinere Zahnvorschübe fz und Zeilenbreiten br gewählt, sodass theore-
tisch eine deutlich bessere Oberﬂächenqualität resultieren müsste. Die kinematische
Topographie ist links oben in Bild 9.19 dargestellt und hat eine mittlere kinematische
Oberﬂächenrauheit von Sz = 2,90 µm, was einer Schleifqualität entsprechen würde. Der
Rundlauffehler ist zwar geringer als in Bild 9.18, jedoch generiert trotzdem nur eine der




Schnittgeschw. v   = 15 m/min Anstellwinkel l,t   = 60°, 60°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,15 mm Werkzeugtyp: 1 (z = 2)z




















































(v )f (b )r
XY
Z
Sz = 2,90 µm Sz = 4,80 µm
Sz = 10,77 µm Sz = 12,57 µm
Bild 9.19: Summation der wichtigsten Effekte auf die Topographie für das steife Werk-
zeug 1 bei Verwendung geringer Einstellgrößen
die hoch gewählten Anstellwinkel zurückzuführen sowie den geringen Werten von fz und
br. Die Rauheit wird durch den Werkzeugrundlauffehler nahezu verdoppelt. Dennoch
zeigt die Oberﬂächentopographie aus dem Experiment, dargestellt rechts unten in Bild
9.19, eine deutlich höhere Oberﬂächenrauheit Sz im Vergleich zur kinematischen Simu-
lation. Die Oberﬂächenrauheit Sz in Bild 9.19 wurde mit den verringerten Einstellgrößen
nur um ca. 27% gegenüber Bild 9.18 verbessert, bei einer gleichzeitig gestiegenen
Prozesszeit um 1.272,0%.
Der Grund für die hohe Differenz zwischen der kinematischen Simulation und den Mess-
daten ist erneut in der Schartigkeit zu ﬁnden. Die Schartigkeit ist in diesem Fall höher als
die eingestellte kinematische Rauheit, sodass der kinematische Einﬂuss verschwindet
und der stochastische Einﬂuss durch die Schartigkeit dominant die Oberﬂächento-
pographie bestimmt. Dieser Fall wurde bereits theoretisch in Bild 9.17 beschrieben.
Die Werkzeugmikrogeometrie ist somit maßgeblich für den hohen Unterschied zwi-
schen bisherigen, rein kinematischen Simulationen aus der Literatur (vgl. Kapitel 2.3.2)
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Prozess: Rekonturierung durch Kugelkopffräsen
Schnittgeschw. v   = 40 m/min Anstellwinkel l,t   = 0°, 30°c,m
Zahnvorschub  f   = 0,4 mm Werkzeugtyp: 2 (z = 1)z




















































(v )f (b )r
XY
Z
Sz = 9.71 µm Sz = 53,8 µm
Sz = 67,4 µmSz = 61,9 µm
Bild 9.20: Summation der wichtigsten Effekte auf die Topographie für das labile Werk-
zeug 2
und den gemessenen Oberﬂächentopographien, insbesondere bei Schlichtprozessen,
verantwortlich.
Das eingesetzte Werkzeug 2 ist durch die Gestalt und die verwendete Schrumpfauf-
nahme deutlich nachgiebiger, sodass die Werkzeugabdrängung nicht vernachlässigt
werden kann. Der Zusammenhang wird in Bild 9.20 deutlich, bei dem zur Illustration ein
vergrößerter, 3x6 mm großer Oberﬂächenausschnitt bei hoher Werkzeugabdrängung
während der Rekonturierung gewählt wurde. Die Formabweichung 1. bis 2. Ordnung
ist hier dominant und müsste in der Realität durch eine Schrupp-Schlichtstrategie
kompensiert werden. Durch die höhere Schneidkantenverrundung von Werkzeug 2 ist
die Schartigkeit geringer als beim Werkzeug 1 und trägt nur unwesentlich zur ﬁnalen
Topographie bei. Dies ist links unten in Bild 9.20 dargestellt.
Abschließend sei auf Bild 9.21 verwiesen. Es wurden 23 Oberﬂächen aus den Versuchs-
plänen der Tabellen 6.1 und 8.1 zufällig ausgewählt. Die dazugehörigen Oberﬂächensi-
mulationen wurden analog zu den Bildern 9.18 bis 9.20 durchgeführt. Anschließend wur-
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den die 2D und 3D Oberﬂächenkennwerte nach ISO 4287 bzw. EUR 15178N bestimmt.
Mit der kinematischen Simulation, der Berücksichtigung des Werkzeugrundlauffehlers
und der zusätzlichen Berücksichtigung der Werkzeugschartigkeit, stehen somit drei








zwischen den Messungen und den drei Simulationen, unter Verwendung der wichtigsten
Oberﬂächenkennwerte, sind auf der Ordinate in Bild 9.21 aufgetragen. Ein negativer
Wert bedeutet, dass die Simulation geringere Kennwerte als das Experiment liefert.
Dies ist bei der reinen kinematischen Simulation für alle Oberﬂächenkennwerte der
Fall. Im Durchschnitt werden alle Oberﬂächenkennwerte durch die reine kinematische
Simulation um ≈ −26,2% unterschätzt. Eine Verbesserung der Prognose wird durch
die Berücksichtigung des Werkzeugrundlauffehlers ermöglicht. Die durchschnittliche
Abweichung alle Oberﬂächenkennwerte zwischen Simulation und Messung beträgt in
diesem Fall ≈ −9,8%. Schließlich zeigt die Simulation unter gemeinsamer Berücksichti-
gung des Werkzeugrundlauffehlers und der Werkzeugschartigkeit das beste Ergebnis.
Die mittlere Abweichung beträgt in diesem Fall ≈ −3,3%.
Prozess: Kugelkopffräsen 
Schnittgeschw. v   = 15 - 60 m/min Anstellwinkel l,t   = 15 - 60° / 0 - 60 °c,m
Zahnvorschub  f   = 0,15 - 0,40 mm Werkzeug 1 (r  = 4 µm/30 µm)z b 
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Bild 9.21: Differenz unterschiedlicher Oberﬂächenkennwerte zwischen simulierter
und gemessene Oberﬂächentopographie
Es gilt zu beachten, dass alle dargestellten simulativen Methoden auch für das 5-achsige
Simultanfräsen anwendbar sind, jedoch diese Steuerungsmöglichkeit zum Zeitpunkt der
Fertigstellung der Arbeit noch nicht in CutS implementiert war. Dies wurde später durch
die Verwendung eines neuartigen NC-Achsencontroller ermöglicht. Die Ergebnisse
hierzu sind in [Den15c] publiziert.
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10 Folgerungen für die Praxis
Mit den aufgestellten Methoden zur Oberﬂächensimulation und Eigenspannungsvorher-
sage sowie den experimentellen Erkenntnissen wird eine zielgerichtete Prozessausle-
gung der Rekonturierung komplexer Investitionsgüter aus Ti-6Al-4V ermöglicht und stellt
somit einen ersten Schritt zur Virtualisierung der Prozesskette der Produktregeneration
dar. Die wichtigsten Erkenntnisse aus Experiment und Simulation werden im Folgenden
für eine praxisnahe, maschinelle Rekonturierung zusammengefasst. Von den Erkennt-
nissen proﬁtieren Regenerationsdienstleister, Lohnfertiger und Werkzeughersteller.
Es zeigte sich, dass die Inhomogenität des Werkstoffgefüges durch einen moder-
nen Schweißprozess mit artgleichem Zusatzwerkstoff die Randzoneneigenschaften
nach der Rekonturierung nicht negativ beeinﬂusst. Zugeigenspannungen durch den
Schweißprozess werden durch die Gefügedeformation des Rekonturierungsprozesses
in Druckeigenspannungen umgewandelt. Somit ist für die Praxis lediglich die Gestalt der
Schweißnaht von Interesse. Bei großen Schweißnähten erhöht sich der Spanungsquer-
schnitt und somit die Prozesskräfte, was Abdrängungseffekte und Formfehler begünstigt.
Durch eine geeignete Schrupp-Schlicht-Strategie, beispielsweise mit einem Schaftfräser
und anschließendem Kugelkopffräsen, wird der Formfehler verringert.
Die Oberﬂächentopographie lässt sich durch die Wahl der Einstellgrößen, insbesondere
mit einer geeigneten Kombination von Zahnvorschub fz und Zeilenbreite br, gezielt
einstellen. Jedoch ist zu beachten, dass bei einem Verhältnis ab ca. fz/br > 1 der zufäl-
lige Winkelversatz ∆ϕE größer wird, wodurch sich die Oberﬂäche lokal unterscheiden
kann und somit keine homogene Qualität mehr gewährleistet ist. Für eine möglichst
hohe Produktivität bei einer gewünschten Oberﬂächenqualität wird ein Verhältnis von
fz/br ≈ 0,7 empfohlen. Die Schnitttiefe ap beeinﬂusst nicht das Rauheitsproﬁl, jedoch
können sich bei hohen Schnitttiefen die Werkzeugabdrängungen erhöhen und somit zu
einer negativen Beeinﬂussung des Welligkeitsproﬁl führen.
Mit der geeigneten Wahl der Anstellwinkel λ, τ lässt sich die Werkzeugabdrängung in
einem gewissen Rahmen steuern. Bei geringen Anstellwinkeln zeigen die Kraftvektoren
maßgeblich in Richtung der Werkzeugachse, wodurch Abdrängungseffekte verringert
werden. Des Weiteren verändert die Wahl der Anstellwinkel das Verhältnis der Oberﬂä-
chenrauheit zwischen der gewählten Vorschub- und Vorschubnormalrichtung, nicht aber
deren Mittelwert zueinander. Ebenfalls muss berücksichtigt werden, dass sich der Effekt
des Rundlauffehlers vom System Werkzeug-Aufnahme-Spindel auf die Oberﬂächento-
pographie bei großen Anstellwinkeln erhöht. Dies kann dazu führen, dass nur noch ein
Zahn die Oberﬂäche generiert und sich somit die Oberﬂächenrauheit verschlechtert.
Bei der Kenntnis des Rundlauffehlers e lässt sich der Effekt auf die Topographie in Ab-
hängigkeit von λ, τ überschlägig mit Gleichung 9.2 berechnen. Für die Rekonturierung
wird empfohlen die Anstellwinkel gering zu halten, ohne das sich die Werkzeugspitze
im Eingriff beﬁndet, sodass Quetscheffekte und Werkzeugbeschädigungen vermieden
werden. Dies führt ebenfalls dazu, dass die Hauptrichtung der Eigenspannungen etwa
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mit der Vorschubrichtung zusammenfällt.
Der Einﬂuss der Prozessstrategie Gleich- bzw. Gegenlauf auf die Randzoneneigenschaf-
ten ist bei der Verwendung von Kugelkopfwerkzeugen vernachlässigbar. Dies ist mit der
Oberﬂächengeneration beim Kugelkopffräsen begründet. In den meisten Fällen wird
die Oberﬂäche unabhängig von den Einstellgrößen durch einen Vollschnitt generiert,
(vgl. Bild 4.6). Zur Reduktion des Werkzeugverschleißes wird das Gleichlauffräsen
empfohlen. Bei der Rekonturierung mit labilen Werkzeugen und Werkstücken wird das
Gegenlauffräsen empfohlen, wodurch sich Prozessschwingungen bekanntermaßen
reduzieren.
Während die Makrogeometrie mit Span- und Freiwinkel keinen bzw. nur einen geringen
Einﬂuss auf die Topographie und die Eigenspannungen besitzt, ist die Werkzeugmikro-
geometrie und insbesondere die Schneidkantenverrundung rβ die wichtigste Größe zur
Beeinﬂussung der Randzoneneigenschaften. Für eine hohe Oberﬂächenqualität werden
leicht verrundete Schneidkanten von ca. rβ = 15µm empfohlen. Dadurch reduziert sich
die Schneidkantenschartigkeit, die sich sonst als Negativ auf der Oberﬂäche abbildet.
Schneidkantenverrundungen ab rβ ≈ 45 µm, insbesondere bei hohen Anstellwinkeln λ,
τ , können zu einer Schuppenbildung führen, wodurch die Oberﬂächenqualität wieder
sinkt. Auch die Eigenspannungen werden maßgeblich durch die Wahl des Schneidkan-
tenradius rβ beeinﬂusst, dessen Effekte durch die geringe Werkstücktemperatur mit dem
Festwalzprozess vergleichbar sind. Für das Einbringen von hohen Druckeigenspan-
nungen nahe der Werkstückoberﬂäche wird ein Schneidkantenradius von rβ = 30µm
empfohlen. Span- und Freiwinkel sollten entsprechend einer hohen Standzeit gewählt
werden.
Ein wichtiger, in Kapitel 2.1 behandelter Aspekt, ist die Maschinentechnologie für die Re-
konturierung. Für eine prozesssichere Rekonturierung mit konstanter Randzonenqualität
ist eine vibrationsarme Bearbeitung mit steifer Aufspannung bzw. kurzen Werkzeugen
zu empfehlen. Anschließend kann die Produktivität durch die Erhöhung der Schnitt-
geschwindigkeit gesteigert werden, wodurch die Randzoneneigenschaften nur wenig
beeinﬂusst werden. Je nach geforderter Standzeit sind Werte von bis zu vc = 300m/min
möglich. Dabei ist zwischen der an der Werkzeugmaschine eingestellten Schnittge-
schwindigkeit vc und an der am Werkzeugradius wirkenden, effektiven Schnittgeschwin-
digkeit vc,eff sowie an der Oberﬂäche wirkenden, integrale Schnittgeschwindigkeit vc,m,
berechnet mit Gleichung 4.8, zu unterscheiden. Eine weitere Produktivitätserhöhung ist
durch die Verwendung von Torusfräsern statt Kugelkopfwerkzeugen möglich, bei denen
z. B. gleiche Einstellgrößen zu geringen kinematischen Rauheiten führt. Die in dieser
Arbeit entwickelten, simulativen Methoden und Erkenntnisse zur Oberﬂächengeneration
können ebenfalls auf Toruswerkzeuge angewandt werden. Ebenfalls ist die Anwendung
der Methoden dieser Arbeit auf Neubauteile anwendbar, sodass unter anderem Prozess-
und Werkzeugauslegung auch z. B. für den Werkzeug- und Formenbau sowie für die
Herstellung von Integralbauteilen möglich sind.
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11 Zusammenfassung, kritische Reflexion und
Ausblick
Die Produktregeneration ermöglicht die Wert- und Leistungserhaltung sowie die Sicher-
stellung der Betriebssicherheit komplexer Investitionsgüter während ihrer gesamten
Produktlebenszeit. Ein geeignetes Beispiel der Produktregeneration ist das Flugzeug-
triebwerk, weil es ein technisch anspruchsvolles Produkt darstellt, bei dem komplexe und
teure Werkstücke Verwendung ﬁnden und die angewandten Regenerationstechnologien
ebenfalls für andere Investitionsgüter anwendbar sind. Der Anteil am Gesamtumsatz
bei Triebwerksherstellern ist heute bei der Produktregeneration im Durchschnitt höher
als bei der Neuteilproduktion. Die Tendenz ist dabei steigend.
Ein wichtiger Prozessschritt in der Regeneration ist die Wiederherstellung der ursprüng-
lichen Werkstückgestalt, bei der Störkonturen, wie z. B. Schweiß- oder Lötnähte, durch
spanende Verfahren entfernt werden. Dieser Schritt wird Rekonturierung genannt. Wie
bei anderen Prozessschritten der Regeneration, ist auch die Prozessentwicklung und
Auslegung der Rekonturierung derzeit erfahrungsbasiert und geschieht maßgeblich
durch heuristische Methoden. Mit der Kenntnis des Prozessergebnisses vor der Durch-
führung der Rekonturierung wäre eine bauteilindividuelle, effektive Auslegung und
Prozessumsetzung bei gleichbleibender hoher Bauteilqualität möglich.
Ziel dieser Arbeit ist daher die Vorhersage der Randzoneneigenschaften nach der
Rekonturierung. Damit soll die Arbeit einen Mehrwert für die Rekonturierung mit Fräs-
werkzeugen im Allgemeinen und für die Rekonturierung mit Kugelkopfwerkzeugen von
der im Flugzeugbau häuﬁg verwendeten Titanlegierung Ti-6Al-4V im Speziellen leisten.
Die wichtigsten Randzoneneigenschaften sind die Oberflächenqualität und die Eigen-
spannung, weil diese die Leistungsfähigkeit durch z. B. Strömungsverluste bzw. die
Lebensdauer des Investitionsguts festlegen. Die Zusammenfassung des Wissensstands
zeigte, dass die Randzoneneigenschaften nach der Rekonturierung noch gar nicht
und bei der Fertigung von Neubauteilen nicht hinreichend genug erforscht sind. Aus
diesem Grund wurden zunächst die wichtigsten Einﬂussgrößen der Rekonturierung
identiﬁziert, welche die Randzoneneigenschaften beeinﬂussten. Es zeigte sich, dass
eine Schweißnaht keinen Einﬂuss auf die resultierenden Eigenspannungen nach der
Rekonturierung besitzt, jedoch die Oberﬂächentopographie durch Werkzeugabdrängung
beeinﬂusst werden kann. Der maßgebliche Einﬂuss auf die Eigenspannungen ist der
Schneidkantenradius rβ des Fräswerkzeugs. Die Oberﬂächentopographie wird durch die
Prozesskinematik des Werkzeugs und ebenfalls vom Schneidkantenradius festgelegt.
Ferner zeigt sich, dass die thermische Werkstückbelastung im Fall der Titanlegierung
Ti-6Al-4V in Kombination mit Kugelkopffräsern keinen Einﬂuss auf die Randzonenei-
genschaften besitzt und diese maßgebend durch mechanische Einﬂüsse festgelegt
wird. Anschließend wurde mit der Betrachtung der oberflächengenerierenden Kräfte
eine Methode geschaffen, die eine Vorhersage der Werkstückbelastung durch den
Rekonturierungsprozess anhand eines Kraftmodells erlaubt. Als Basis dient hierzu
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die am IFW entwickelte Materialabtragssimulation CutS, die für jeden zeitdiskreten
Schritt das zerspante Volumen in Form von Dexeln bereitstellt. Mit einer entwickelten
Berechnungsvorschrift werden auf Basis dieses Volumens alle notwendigen Kenngrö-
ßen berechnet, die für eine Kraftsimulation notwendig sind. Die Berechnungsvorschrift
ist somit für komplexe Prozesskinematiken und Werkstückgestalten einer 5-achsigen
Rekonturierung anwendbar.
Die Vorhersage der Eigenspannungen basiert auf der Nutzung eines hybriden Modell-
ansatzes, der empirisch die oberﬂächengenerierenden Kräfte nutzt und analytisch die
Gleichungen der Hertzschen Pressung verwendet. Mit diesem empirisch-analytischen
Ansatz können Eigenspannungstiefenverläufe in den Hauptrichtungen für beliebige
Einstell- und Werkzeuggrößen beim Kugelkopffräsen für den Werkstoff Ti-6Al-4V vor-
hergesagt werden.
Für die Vorhersage der Oberﬂächentopographie wurden die Effekte, die zu den Gestalt-
abweichungen 1. bis 4. Ordnung führen, identiﬁziert und separat abgebildet. Durch das
entwickelte Kraftmodell ist es möglich, die Werkzeugabdrängungen vorherzusagen und
somit den Einﬂuss der Schweißnaht Rechnung zu tragen. Dies sind größtenteils die
Gestaltabweichungen von 1. bis 2. Ordnung. Mit einem geeigneten Werkzeugmodell ist
die kinematisch-bedinge Topographie, die zur Gestaltabweichungen 2. bis 3. Ordnung
führen, abbildbar. Es konnte ferner gezeigt werden, dass die Werkzeugschartigkeit und
der Werkzeugrundlauffehler die Oberﬂächentopographie stark beeinﬂussen, welche
eingeteilt wurden in stochastisch bedingte Gestaltabweichungen 3. bis 4. Ordnung. Wer-
den Zufallszahlen generiert, so können die stochastischen Einﬂüsse ebenfalls simuliert
und bewertet werden.
Mit den entwickelten Modellen ist eine Vorhersage der Randzoneneigenschaften nach
der Rekonturierung von Ti-6Al-4V möglich, was den ersten Schritt in Richtung einer
virtualisierten Produktregeneration erlaubt. Die folgende, kritische Reﬂexion der Ergeb-
nisse dieser Arbeit zeigt Verbesserungspotenziale für die Forschung auf, um letztendlich
die Grundlagenerkenntnisse in die Praxis zu überführen. Eine wichtige Vereinfachung
in dieser Arbeit ist die Vernachlässigung der thermischen Effekte bei der Vorhersa-
ge der Eigenspannungen. Diese Vereinfachung konnte aufgrund der Wechselwirkung
zwischen den Werkstoffeigenschaften von Ti-6Al-4V und den prozessspeziﬁschen Grö-
ßen des Kugelkopffräsens getroffen werden. Bisher ist unbekannt, inwiefern diese
Vereinfachungen bei anderen Werkstoffen und Fräsprozessen getroffen werden kann.
Es ist anzunehmen, dass z. B. beim Hochgeschwindigkeitsfräsen von Nickel-Basis-
Legierungen mit Keramikwerkzeugen diese Vereinfachung nicht zutrifft, wodurch das
hier entwickelte, hybride Eigenspannungsmodell nicht mehr anwendbar wäre und durch
thermische Einﬂüsse erweitert werden müsste. Zu empfehlen wäre für die Zukunft ein
numerisch/analytischer Ansatz, der die thermisch-mechanischen Werkstückbelastung in
ein FE-Modell überführt und somit die Eigenspannungen allgemeingültiger vorhersagbar
wären. Die Wirkzusammenhänge der Werkstückbelastung und Deformationsmorpho-
logie müssen hierfür tiefgründiger und werkstoff- bzw. prozessunabhängiger für die
Zerspanung erforscht werden. Eine FE-Spanbildungssimulation wird für diese Aufgabe
nicht als sinnvoll erachtet aufgrund der in Kapitel 2.3.1 genannten Nachteile.
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Ein weiterer kritische Aspekt ist die Modellierung der Fräswerkzeuge in dieser Arbeit, die
einen großen Einﬂuss auf die Prognosefähigkeit der Randzoneneigenschaften besitzt.
Zwar wurden in dieser Arbeit die Berechnungsvorschriften des Initial Graphics Exchange
Speciﬁcation (IGES) verwendet, um beliebige Fräsergeometrien in ein CAD-Modell zu
überführen, jedoch gilt dies nur für die tangentialen Werkzeugschneiden und nicht für
das vollständige Volumenmodell. Für die Praxis wäre es mühsam, für jede virtuelle
Prozessauslegung zunächst alle Werkzeuge einzelnd zu modellieren. Außerdem ist
die entwickelte Berechnungsvorschrift auf einfache Werkzeuggeometrien begrenzt und
kann bspw. nicht für Fräswerkzeuge mit Kordelverzahnung oder Axialschneiden an-
gewandt werden. Für die Akzeptanz einer virtuellen Prozessauslegung in der Praxis
wäre eine Implementierung der Abtragssimulation in eine vorhandene CAD/CAM Soft-
ware notwendig. Daraus folgt, dass andere mathematische Beschreibungen für das
zerspante Volumen vorliegen und dies entsprechend berücksichtigt werden muss. Des
Weiteren ist es für eine hohe Prognosefähigkeit notwendig, die genaue Gestalt der
Werkzeugschneiden zu berücksichtigen und nicht, wie derzeit in CAM-Systemen, das
Rotationsvolumen des Werkzeugs. Mit geeigneten Algorithmen müssten die dadurch
steigenden Rechenzeiten entsprechend kompensiert werden.
Ein weiterer kritischer Aspekt ist die Simulation der stochastischen Einﬂüsse durch
Zufallszahlen. Diese ist nur möglich, wenn die Verteilungsfunktionen aus Messdaten
vorliegen. Eine geeignete Schnittstelle zwischen der Qualitäts- oder Wareneinangskon-
trolle und der virtuellen Rekonturierung könnte die notwendigen Daten bereitstellen.
Dies ist derzeit jedoch noch nicht Stand der Technik und wäre ein mögliches Ergebnis
aus der Entwicklung zur Industrie 4.0. Für die Zukunft wäre ein vollständiges, digitales
CAD-Abbild des realen Werkzeugs denkbar, das neben der makroskopischen Gestalt
auch die Mikrogeometrie berücksichtigt. Dazu könnten einerseits die Methoden des
Re-Engineering verfeinert werden, andererseits wäre es denkbar die CAD-Modelle der
Werkzeughersteller zu verwenden, idealerweise das fertige Werkzeugmodell nach der
Schleifsimulation. Um die Deformationsmorphologie des Werkstückgefüges besser zu
erforschen und abzubilden wäre es denkbar, deformierbare Dexel mathematisch als
Funktion der Schneidkantenmikrogeometrie zu beschreiben. Damit wären auch Schup-
penbildung auf der Oberﬂäche bei großen Schneidkantenverrundungen abbildbar.
Eine weitere Vereinfachung in dieser Arbeit ist die Nebenbedingungen eines starren
Werkstücks, was gerade bei dünnen Verdichterschaufeln oder Blisken nicht mehr gege-
ben ist. In der Praxis gibt es zwar Aufspannsysteme, die Werkstücknachgiebigkeiten
und -schwingungen durch angepasste Aufnahmen minimieren sollen, jedoch sind diese
nicht immer mit einem starren Werkstück vergleichbar. Aus diesem Grund ist es für die
Zukunft notwendig, Werkstücknachgiebigkeit, Werkzeug- und Werkstückschwingungen
sowie deren Wechselwirkungen zueinander für eine virtuelle Rekonturierung zu berück-
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